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전동기의 특성 해석 및 최적 설계 
  
 
Characteristic analysis and optimal design of 






전기 컴퓨터 공학부 




본 논문에서는 오버행 구조가 방사자속 영구자석(radial flux permanent 
magnet : RFPM) 전동기와 축자속 영구자석(axial flux permanent magnet : 
AFPM) 전동기의 전자기적 특성에 미치는 영향을 살펴보았다. 아울러, 
오버행 구조를 고려하는 기존의 연구들을 검토하고 문제점들을 분석하였
으며, 이를 개선하기 위한 방법 및 오버행 구조를 갖는 영구자석 전동기
의 최적화 문제에 적합한 새로운 알고리즘을 제안하였다.  
먼저, 2차원(two dimensional : 2D) 유한요소법(finite element method : FEM)
에서 오버행 구조를 갖는 RFPM 전동기를 해석하기 위한 기존 연구들의 
문제점이 제시되었으며, 이를 개선하기 위한 오버행 파라미터(overhang 
parameter)가 제안되었다. 아울러, 초기 설계 단계에서 오버행 길이를 선
정하기 위한 등가 자기모델을 제안하였으며, 제시된 방법으로부터의 결
과는 3차원(three dimensional : 3D) FEM 결과와 비교함으로써 해석 기법의 
타당성을 확인 하였다. 또한, 오버행 구조를 갖는 표면 부착형 영구자석
(surface-mounted permanent magnet : SPM) 전동기에 약자속 제어가 적용될 
때, 영구자석의 불가역 감자(irreversible demagnetization)가 발생할 수 있는 
문제점을 제시하고, 이를 극복할 수 있는 새로운 오버행 구조가 제안되
었다. 
한편, AFPM 전동기의 설계 시 사용되어 왔던 quasi-3D FEM이 영구자
석에 비해 고정자와 회전자가 돌출(overhang)될 때 적용될 수 없는 문제
점을 제시하고, 이를 극복할 수 있는 개선된 quasi-3D FEM을 제안하였다. 
또한, RFPM 전동기에 적용되어 왔던 오버행 구조가 AFPM 전동기에 적
용될 때 전자기적 특성에 미치는 영향에 대해 살펴 보고 최적의 성능을 
발휘할 수 있는 구조가 제시되었다. 
마지막으로 여러 개의 국소 최적해를 갖는 복잡한 목적함수와 계산시
간이 오래 걸리는 오버행 구조를 갖는 영구자석 전동기의 최적 설계 문
제를 효과적으로 해결할 수 있는 multimodal 최적화 알고리즘이 제안되
었다. 
본 논문을 통해 제안된 기법의 검증을 위하여 2대의 시험용 전동기를 
ii 
 
설계, 제작 및 실험하였다. 다양한 실험 결과로부터 본 연구에서 제시된 
방법들의 타당성이 검증 되었으며, 향후 오버행 구조를 갖는 영구자석 
전동기의 설계 및 해석에 많은 도움을 주고자 한다. 
 
주요어: 오버행(overhang), 오버행 파라미터(overhang parameter), 불가역 감
자(irreversible demagnetization), 최적 설계(optimal design), 등가자기 회로법
(equivalent magnetic circuit method), 방사자속 영구자석 전동기(radial flux 
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μr 상대 투자율  
Фmm 공극을 지나 인접한 영구자석과 회전자를  
지나지만 고정자를 통과하지 않는 누설자속(wb) 
Фmr 공극과 회전자를 지나지만 인접한 영구자석과  
고정자를 통과하지 않는 누설자속(wb) 
Rmm Фmm에 대한 자기저항(A/wb) 
Rmr Фmr에 대한 자기저항(A/wb) 
ls 고정자 두께(mm) 
lr 회전자 두께(mm) 
Bg 공극자속 밀도(T) 
Bm 영구자석의 자속밀도(T) 
Фg 공극자속(wb) 
Фr 자속원(flux source)(wb) 
Rg Фg에 대한 자기저항(A/wb) 
Rmo Фr에 대한 자기저항(A/wb) 
lm 자석 두께(mm) 
wf 자석과 자석 사이의 폭(mm) 
Rs 고정자의 자기저항(A/wb) 
Rr 회전자의 자기저항(A/wb) 
lst 적층길이(mm) 
μ0 공기의 투자율(H/m) 
Am 영구자석의 극 당 단면적(mm
2
) 
Ag 공극의 극 당 단면적(mm
2
) 
Фm 영구자석으로부터 발생된 자속(wb) 




 오버행된 영구자석의 자속밀도(T) 
x 
 
Pc 영구자석의 퍼미언스 계수 
α 영구자석의 자화각(deg) 
Bx, By 자속 밀도의 x축, y축 성분(T) 
Hx, Hy 자계 강도의 x축, y축 성분(A/m) 
Br 영구자석의 잔류자속 밀도(T) 
n FEM에서 영구자석의 요소(element) 수 
ΔB 영구자석의 동작점의 차이(T) 
w 단부권선 인자 
OP 오버행 파라미터 
Bcurve 영구자석의 감자곡선(T) 
Hc 영구자석의 보자력(A/m) 
Bbefore 외부자계가 인가되지 않은 상태에서의 영구자석 
잔류자속 밀도 값(T) 
Bafter 불가역 감자 이후의 영구자석 잔류자속 밀도 값(T) 
Dr 감자비 
α1 고정자 내경에서의 치 길이(mm) 
β1 영구자석의 극호각(deg) 
Rout 고정자 바깥쪽 반경(mm) 
Rin 고정자의 안쪽 반경(mm) 
Rave,i i번째 계산 영역에 대한 평균 반경(mm) 
τp,i i번째 계산 영역에 대한 극피치(deg) 
wPM,i i번째 계산 영역에 대한 영구자석의 길이(mm) 
C(r) 보정함수 
Rmi 영구자석의 안쪽 반경(mm) 
Rmo 영구자석의 바깥쪽 반경(mm) 






설계 변수의 최소 변화 값 
설계 변수의 최대 변화 값 











i 의 초기 값 
유효그룹의 개수 
코깅토크를 최소화 시키는 영구자석 극호각(deg) 
극 수와 슬롯 수의 최소 공배수 
슬롯 수 
코깅토크를 최소화 시키는 스큐각(rad) 




















방사자속 영구자석(radial flux permanent magnet) 
축자속 영구자석(axial flux permanent magnet) 
유한요소법(finite element method) 
표면 부착형 영구자석(surface-mounted permanent magnet) 
매입형 영구자석(interior permanent magnet) 
니칭 유전 알고리즘(niching genetic algorithm) 
유전 알고리즘(genetic algorithm) 










제 1 장 서 론 
1.1 연구 배경 
 
근대 산업의 발전과 함께 영구자석 전동기의 고출력화 및 소형 경량화 
등의 요구 사항을 구현하는 과정에서, 희토류 자석(rare-earth magnet)은 많
은 발전을 거두었다[1]-[7]. 하지만, 전 세계 희토류 매장량의 가장 많은 
부분을 보유한 중국이 희토류 생산을 독점하며 비용의 증가를 초래하게 
되었고, 이것은 희토류 소재를 대체하거나 저감하는 영구자석 전동기의 
연구 개발에 많은 동기를 부여하였다[8]-[13]. 
한편, 페라이트 자석(ferrite magnet)은 가격에 비해 최대 에너지적
(maximum energy product)이 높고 효율성이 뛰어나기 때문에 전동기 응용 
분야에서 많은 범위에 적용되어 왔다[14]-[22]. 하지만, 영구자석 전동기
의 고출력 및 고효율화 경향은 높은 보자력(coercive force)과 잔류자속 밀
도(remanence flux density) 값을 갖는 희토류 자석의 발전을 가져오게 되었
고, 상대적으로 낮은 보자력과 잔류자속 밀도 값을 갖는 페라이트 자석
은 전동기 응용 분야에서의 사용영역이 많이 축소되어 소형 직류 전동기
와 같은 저가 제품에 주로 이용되었다[23]-[31]. 
페라이트 자석은 희토류 자석보다 잔류자속 밀도 값이 상대적으로 낮
기 때문에, 페라이트 자석을 사용하는 영구자석 전동기의 자석토크
(magnet torque)는 희토류 자석을 사용하는 영구자석 전동기의 자석토크 
보다 훨씬 낮다[32]. 이를 보완하고자, 페라이트 자석을 사용하는 영구자
석 전동기에서 자석토크를 증가시키기 위해 오버행 구조(overhang 
structure)가 적용되어 왔다[33]-[37]. 
오버행 구조를 고려한 기존의 연구 방법으로는 대부분 FEM을 이용하
였다[33]-[37]. 이에 반해, 등가자기 회로법에서 오버행 구조를 고려한 연
구는 거의 다루어 지지 않고 있는 실정이다[38]. 등가 자기회로법을 통해 
전동기를 설계하는 경우에는 FEM에 비해 해석 시간이 매우 빠르다는 
장점이 있는 반면에, FEM에 비해 해석 결과의 신뢰성이 떨어진다는 단
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점이 있다. 이를 보완하기 위해, 일차적으로는 등가 자기회로법에 의한 
기본 설계를 수행하고, FEM을 통해 정확성을 향상시키는 상세 설계 방
법의 확보가 필요하다. 
한편, 오버행 구조를 적용한 영구자석 전동기의 연구는 RFPM 전동기
를 중심으로 이루어져 왔다[33]-[37]. 본 논문에서는 RFPM 전동기에 적
용되어 왔던 오버행 구조를 AFPM 전동기에 적용함으로써, 전자기적 특
성에 미치는 영향에 대해 살펴 보고 최적의 성능을 발휘할 수 있는 구조
를 제시하고자 한다. 또한, AFPM 전동기의 설계 시 이용되어 왔던 quasi-
3D FEM[39]-[43]에서 영구자석에 비해 고정자와 회전자가 돌출(overhang)
될 때 이 방법을 적용할 수 없는 문제점을 제시하고, 이를 극복 할 수 
있는 방법을 제안하고자 한다. 
지금까지 영구자석 전동기의 최적 설계에 관한 연구는 꾸준히 이루어
져 왔다[44]-[59]. 많은 경우에 있어, 영구자석 전동기의 목적함수는 계산
시간이 오래 걸린다는 특징이 있다. 특히, AFPM 전동기의 경우에는 기하
학적인 구조 때문에 3D FEM에 의한 해석이 불가피하다. 따라서, 최적 
설계를 위한 전체적인 계산 시간을 단축 시키는 것이 가장 큰 비중을 차
지한다. 
한편, 영구자석 전동기 최적 설계의 목적함수는 전역 최적해(global 
optimal solution) 이외에 여러 개의 국소 최적해(local optimal solutions)를 
포함하는 비선형적인 특징이 있다[60], [61]. 이러한 multimodal 최적화 문
제에서는 목적함수 값이 가장 큰 전역 최적해 뿐만 아니라 목적함수의 
크기가 거의 같은 국소 최적해까지 확보하여 설계자가 원하는 최적해를 
찾는 것이 필요하다. 이것은 문제공간의 본질에 대한 통찰력을 제공할 
뿐만 아니라 제한된 조건 내에서 전역 최적해의 대안이 될 수 있다. 하
지만 문제공간에서 여러 개의 해를 찾아야 하기 때문에 계산 시간이 많
이 걸리는 단점이 있다.  
따라서, 본 논문에서는 AFPM 전동기의 multimodal 최적 설계에 있어 
전역 최적해 이외에 여러 개의 국소 최적해까지 모두 고려하여 계산 시




1.2 논문 구성 
 
제 1 장에서는 연구 배경과 논문 구성에 대하여 요약하였다. 
 
제 2 장에서는 영구자석 전동기의 종류에 따른 기계적인 구조 및 특징
에 대해 살펴보도록 한다.  
 
제 3 장에서는 초기 설계단계에서 오버행 길이를 선정하기 위한 등가 
자기모델을 제안한다. 또한, RFPM 전동기에서 오버행 구조를 고려하는 
기존의 연구동향을 살펴보고, 이러한 해석 기법의 문제점을 분석한다. 제
시된 문제점들을 해결하고자, 2D FEM에서 오버행 효과를 고려하는 오버
행 파라미터(overhang parameter)를 제안한다. 또한, 오버행 구조를 갖는 
SPM 전동기에 약자속 제어가 적용될 때 영구자석의 불가역 감자에 관한 
문제점을 제시하고, 이를 극복 할 수 있는 새로운 구조를 제안한다. 
 
제 4 장에서는 AFPM 전동기의 설계 시 이용되어 왔던 quasi-3D FEM
이 영구자석에 비해 고정자와 회전자가 돌출될 때 적용될 수 없는 문제
점을 제시하고, 이를 극복할 수 있는 개선된 quasi-3D FEM을 제안한다. 
또한, RFPM 전동기에 적용되어 왔던 오버행 구조가 AFPM 전동기에 적
용될 때, 전자기적 특성에 미치는 영향에 대해 살펴 보고 최적의 성능을 
발휘할 수 있는 구조를 제시한다. 
 
제 5 장에서는 AFPM 전동기의 최적 설계 문제를 효과적으로 해결할 
수 있는 multimodal 최적화 알고리즘인 Climb method를 제안한다.  
 
제 6 장에서는 시험용 전동기의 다양한 실험을 통해 본 연구를 통해 
제안된 방법을 검증한다. 
 
제 7 장에서는 본 논문의 결과와 향후 연구에 대하여 정리한다. 
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제 2 장 영구자석 전동기 
 
일반적으로 전기기기는 에너지 변환장치(energy converter)이다. 전동기
는 전기에너지를 기계에너지로 변환하고, 발전기는 기계에너지를 전기에
너지로 변환한다[62].  
전동기는 자계(magnetic field)를 발생 시키는 원리에 따라 권선형 전동
기와 영구자석 전동기로 분류 할 수 있다[62]. 영구자석 전동기는 자계를 
발생시키는 역할을 영구자석이 담당하게 된다. 
영구자석 전동기는 영구자석이 회전자에 부착되는 구조에 따라 SPM 
전동기와 매입형 영구자석(interior permanent magnet : IPM) 전동기로 구분
할 수 있고[5], [6], 자속이 공극을 지나는 방향에 따라 RFPM 전동기와 
AFPM 전동기로 구분할 수 있다[10]. 
본 절에서는 영구자석 전동기의 종류에 따른 기계적인 구조 및 특징에 
대해 살펴보도록 한다.  
 
2.1 SPM 전동기와 IPM 전동기 
 
그림 2.1과 그림 2.2에 SPM 전동기와 IPM 전동기의 형상을 나타내었
다. 그림에서 보는 바와 같이 이들 전동기의 차이는 회전자에 영구자석
이 부착되는 위치와 형상의 차이뿐이다. 그림 2.1과 그림 2.2에서, 자석
에 의한 자속(flux) 방향을 고려하여 자석의 중심축은 d축으로 정의하고, 
d축으로부터 전기각으로 π/2만큼 떨어져 있는 자석과 자석 사이의 중심
축은 q축으로 정의한다[5]. 
자로(flux path)의 구성 성분을 볼 때 SPM 전동기와 IPM 전동기는 서
로 비슷하지만 전자기적으로 볼 때 현저한 차이를 보인다. 희토류 자석
이나 페라이트 자석과 같은 영구자석은 상대 투자율(relative permeability) 
μr값(μr : 1.03-1.5)이 공기(air)의 상대 투자율 값인 1에 거의 가깝기 때문에, 




그림 2.1 표면 부착형 영구자석 전동기. 
Fig. 2.1 SPM motor. 
 
 
그림 2.2 매입형 영구자석 전동기. 
Fig 2.2 IPM motor. 
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SPM 전동기는 영구자석이 회전자의 표면에 부착되어 있어 유효 공극
의 길이가 회전자의 위치에 상관없이 일정하기 때문에 d축과 q축의 자기
저항의 크기가 동일하다. 따라서, SPM 전동기는 d축과 q축의 자기저항
(magnetic reluctance) 차이에 의한 자기저항 토크(reluctance torque)는 발생
하지 않으며, 영구자석과 고정자 전류의 상호작용으로 인해 발생하는 자
석 토크(magnet torque)만을 사용하게 된다. 
SPM 전동기는 표면에 부착된 영구자석이 고정자 권선에 의해 발생하
는 열과 전기자 반작용(armature reaction)에 직접적으로 노출되기 때문에, 
불가역 감자(irreversible demagnetization)에 노출되기 쉽다. 또한 고속 운전
시 원심력에 의한 자석의 비산으로부터 회전자의 파손을 방지하기 위해
서는 회전자 외경에 비자성체 구조물(SUS, Kevlar belt) 등이 필요하다[5]. 
한편, IPM 전동기는 영구자석이 회전자의 내부에 삽입되어 있어 d축에 
추가적인 공극이 존재하는 효과가 있다. 그러므로, IPM 전동기에서는 자
속이 자석을 통과하지 않고 회전자 철심만을 통과하는 q축 자로에 비해 
d축 자기저항이 크게 되고, 이 결과 d축과 q축의 자기저항 차이가 발생
한다. 따라서, IPM 전동기에서는 d축과 q축의 자기저항 차이에 의한 자
기저항 토크가 발생하게 되며, 영구자석과 고정자 전류의 상호작용으로 
인해 발생하는 자석 토크도 함께 사용하게 된다. 
IPM 전동기는 자석이 회전자 내부에 삽입되어 있어 원심력에 의한 자
석의 비산을 방지 할 수 있는 구조로 되어 있고, 전기자 권선에서 발생
하는 열이 회전자 표면의 영구자석에 직접적으로 전달되는 SPM 전동기
와는 달리 온도 상승에 의한 영구자석의 열감자(thermal demagnetization) 








2.2 RFPM 전동기와 AFPM 전동기 
 
영구자석 전동기는 자속이 공극을 지나는 방향에 따라 RFPM 전동기
와 AFPM 전동기로 구분할 수 있다. 역사적으로 볼 때 전동기의 가장 
일반적인 형태는 RFPM 전동기로써, 영구자석으로부터 발생하는 주 자속
(main flux)의 방향이 방사방향을 따라 분포한다. RFPM 전동기의 고정자
는 그림 2.3처럼 일반적인 교류 전동기의 고정자와 동일하다[5]. RFPM 
전동기의 회전자 형상은 매우 다양하며, 그림 2.1과 그림 2.2와 같이 표
면 부착형과 매입형으로 분류 할 수 있다. 
더욱이, RFPM 전동기는 전체적인 구조에 따라 회전자가 고정자의 내
부에 있는 내전형 전동기(inner rotor type motor)와, 회전자가 고정자의 외
부에 있는 외전형 전동기(outer rotor type motor)로 구분할 수 있다. 그림 




그림 2.3 RFPM 전동기의 고정자 형상. 




그림 2.4 내전형 전동기. 
Fig. 2.4 Inner rotor type motor. 
 
그림 2.5 외전형 전동기. 
























그림 2.6 AFPM 전동기의 형상. 
Fig. 2.6 AFPM motor configurations. (a) Single rotor and single stator structure. (b) 
Single rotor and two stators structure. (c) Two rotors and single stator structure. (d) 
Multistage structure including three rotors and two stators. 
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AFPM 전동기는 영구자석으로부터 발생하는 주 자속의 방향이 축 방
향(axial direction)을 따라 분포한다. AFPM 전동기는 그림 2.6과 같이 회
전자와 고정자가 단측(single side)식이나 양측(double sides)식으로 구성 될 
수 있다. 아울러, 회전자는 영구자석이 회전자에 부착되는 구조에 따라 
표면 부착형과 매입형으로 구분할 수 있다. 
한편, AFPM 전동기에서 토크를 증가시키기 위해 고정자와 회전자의 
외경(outer diameter)을 증가 시키기 위해서는 베어링에 작용하는 축 방향
력(axial force), 회전자와 축(shaft)의 기계적인 결합에 있어서의 복잡성, 
회전자의 강성(stiffness)과 같은 제한 사항들이 있다[63]. AFPM 전동기에
서 토크를 증가시키는 가장 합리적인 방법은 그림 2.6(d)와 같이 고정자
와 회전자를 다단계(multi stage)로 구성하는 것이고, 단계의 수는 요구 토
크에 따라 달라지게 된다. 
 
 
그림 2.7 AFPM 전동기의 고정자 형상. 





적층(lamination)효과를 고려하기 위해, AFPM 전동기의 고정자는 그림 
2.7과 같이 긴 스트립(strip) 형태의 강판(steel)을 원형으로 감아 구성할 
수 있다. 이때, 고정자의 슬롯(slot)은 형태가 일정하기 때문에 도면에 따
라 펀칭(punching)가공으로 제작될 수 있다.  
한편, AFPM 전동기에서 권선을 감는 공간을 최대로 활용하기 위해, 슬
롯이 평행한 형태로 제작된다. 강판을 원형으로 감아 구성하게 되는 고
정자에서, 슬롯을 평행한 상태로 유지하기 위해서는 고정자의 위치에 따
라 강판의 슬롯피치(slot pitch)가 달라져야 한다. 다시 말해, 강판의 시작
점과 끝점에 대해 펀칭 할 간격이 강판의 위치에 따라 달라지게 된다. 
이런 부분은 얇은 강판을 사용하는 외경이 큰 AFPM 전동기의 제작시, 
적층 수가 증가하여 단점으로 작용한다. 따라서 AFPM 전동기의 고정자




그림 2.8 AFPM 전동기의 고정자. 





그림 2.9 AFPM 전동기의 고정자 제작 과정. 
Fig. 2.9 The manufacturing process of stator for AFPM motor. 
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RFPM 전동기의 고정자를 제작하는데 있어 가장 일반적으로 사용되는 
방법은 와이어 커팅(wire cutting) 방식이다[64]. 와이어 커팅 방식의 원리
는 두 개의 스풀(spool) 사이에 감긴 와이어가 움직이면서, 와이어와 가
공물 사이에 방전을 일으켜 발생하는 전기적 아크(arc)를 이용하여 가공
물을 잘라내는 방법이다[64]. 아울러, 그림 2.9와 같이 와이어 커팅 방식
을 이용하여 AFPM 전동기의 고정자를 제작 할 수 있다. 그러나, RFPM 
전동기에 비해 상대적으로 축 방향 길이가 짧고 외경이 큰 AFPM 전동
기는, 외경이 커짐에 따라 가공기(machine)의 규모가 비례해서 커져야 하
는 부분 때문에 와이터 커팅 방식을 이용한 제작이 불리하다. 또한, 
AFPM 전동기의 고정자를 제작하기 위해, 롤(roll) 형태의 가공물을 작업
해야 하는 부분은 RFPM 전동기의 고정자 제작 시간에 비해 10배 이상 
걸리는 만큼 제작성이 좋지 못하다.  
따라서, 본 논문에서는 보다 쉽고 빠르게 AFPM 전동기의 고정자를 제
작할 수 있는 새로운 제작방법을 제안한다. 먼저 고정자에 사용될 강판
이 적층 구조물을 형성하도록 적층한다. 다음으로, 적층 구조물의 적층 
방향으로 와이어 커터(cutter)가 삽입될 수 있도록 커터홀(cutter hole)을 생
성하고, 적층 구조물로부터 분할 코어를 추출하기 위해 와이어 커터가 
커터홀에 삽입되어 적층 구조물을 슬롯과 치의 형상으로 자르게 된다. 
이렇게 완성된 각각의 분할 코어는 하우징(housing)의 결합 홈에 결합한 
뒤 고정시킴으로써, 적층을 고려한 고정자를 형성하게 된다. 그림 2.10은 





그림 2.10 제안된 고정자 제작 과정. 











제 3 장 RFPM 전동기의 오버행 효과 
 
전동기의 설계 방법으로는 등가 자기회로법으로 구현하는 집중정수법
과 FEM이나 유한차분법(finite difference method)으로 구현하는 분포정수법
으로 나눌 수 있다. FEM은 해석 모델의 형상이 복잡하거나 혹은 해석적 
해를 구하기가 어려운 경우에 매우 유용하기 때문에 전동기 해석법으로 
가장 많이 사용되어 왔다[5]. 하지만 해석 영역을 미세한 요소들로 분할
하기 위한 절점과 요소 생성의 과정, 그리고 행렬 연산 과정이 포함되기 
때문에 계산시간이 오래 걸린다는 단점이 존재한다[6].  
일반적으로, 2D FEM은 모델링과 계산시간의 측면에서 3D FEM 보다 
빠른 장점이 있다. 하지만, 그림 3.1과 같은 오버행 구조에 의한 오버행 
효과(overhang effect)를 정확하게 분석하기 위해서는 3D FEM을 이용한 해




그림 3.1 오버행 구조를 갖는 RFPM 전동기. 
Fig 3.1 The RFPM motor with overhang structure. 
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2D FEM은 3차원적인 기하학적 구조를 갖는 오버행에 대한 영향을   
고려할 수 없다. 따라서, 2D FEM은 오버행 구조를 갖는 영구자석 전동기
의 전자기적 특성해석에 대한 정확성을 보장할 수 없게 된다. 
먼저, 2D FEM에서 RFPM 전동기의 오버행 구조를 고려하는 기존의 연
구동향을 살펴보기로 한다. 2D FEM에서 오버행 구조를 고려하는 일반적
인 방법은 다음과 같다[36]. 3D FEM을 이용하여 오버행 구조를 갖는 영
구자석 전동기의 역기전력이나 토크를 계산한다. 다음으로, 2D FEM에서 
영구자석의 잔류자속 밀도 값이나 적층길이를 반복적으로 보정하여, 2D 
FEM으로부터의 결과가 3D FEM으로부터의 결과와 일치하도록 하는 것
이다. 
참고문헌 [37]에서는 오버행 구조가 없는 모델의 공극자속 밀도 값을 
오버행 구조가 있는 모델의 공극자속 밀도 값으로 보정하기 위해, 축 방
향 중심에서 공극의 중앙을 따르는 원호(arc line)에 대한, 오버행 구조가 
있는 모델과 없는 모델에서의 공극자속 밀도 값의 차이를 2D FEM에서
의 영구자석 잔류자속 밀도 값에 반영하였다. 한편, 전동기의 적층길이가 
직경(diameter)에 비해 상대적으로 증가하는 경우, 다시 말해 전동기의 종
횡비(aspect ratio)가 증가하게 되면 적층 끝 단에서의 누설자속이 축 방향 
중심에서의 공극자속 밀도 값에 미치는 영향은 작아진다. 더욱이, 전동기
의 종횡비가 커질수록 오버행 구조에 의한 축 방향 중심에서 공극자속 
밀도 값의 변화는 작아지게 되고, 오버행 길이(overhang length)가 적층길
이에 비해 상대적으로 작은 경우에는, 오버행 구조에 의한 축 방향 중심
에서 공극자속 밀도 값의 변화는 매우 미미하게 된다. 
참고문헌 [36]에서는 전동기의 설계 시 오버행 효과를 고려하기 위해 
실험계획법을 적용하였다. 실험계획법은 제품의 최적 제조 조건을 효율
적으로 찾아내기 위해 제품의 특성에 영향을 미치는 여러 요인들(factors)
을 선정하고, 이들의 관계를 최소의 실험으로부터 최대의 정보를 얻고자 
하는 방법이다[36]. 하지만, 전동기의 설계시 원하고자 하는 특성에 민감
한 영향을 미치는 요인들을 선정하기 위해서는 많은 해석이 필요하다는 




한편, 등가 자기회로법은 일반적으로 FEM에 비해 해석 시간이 매우 
빠르다. 하지만, 등가 자기회로법은 FEM에 비해 해석결과의 정확도가 
떨어지는 단점이 있다. 계산시간이 빠른 등가 자기회로법과 해석결과의 
정확도가 높은 FEM을 이용한 효율적인 설계 방법으로는, 일차적으로 등
가 자기회로법에 의한 기본 설계를 수행하고, FEM을 통해 정확성을 향
상시키는 상세 설계 방법을 적용하는 것이다. 따라서, 본 절에서는 제안
된 등가 자기회로법과 오버행 파리미터를 이용하여, RFPM 전동기의 오
버행 구조를 고려하여 설계하는 방법을 제안한다. 
 
3.1 등가 자기회로법을 이용한 해석 
 
초기 설계단계에서 오버행 길이를 선정하는 것은 매우 중요하다. 오버
행 구조가 토크나 역기전압과 같은 전동기의 성능을 향상 시키지만, 오
버행 길이가 성능에 항상 비례하는 것은 아니다. 따라서, 초기 설계단계
에서 전동기의 성능을 극대화 시킬 수 있는 오버행 길이를 선정하는 것
이 필요하다. 본 절에서는 초기 설계 단계에서 오버행 길이를 선정하기 
위한 등가 자기모델을 제안한다. 제시된 등가 자기모델로부터 오버행 길
이에 따른 공극자속 밀도 값과 영구자석의 동작점을 계산 할 수 있고, 
이것으로부터, 성능 향상의 목표값에 해당하는 오버행 길이를 선정 할 
수 있다. 
 
3.1.1 기존의 등가 자기회로법 
 
기존의 등가 자기회로법이란, 오버행 구조가 없는 RFPM 전동기가 등
가 자기회로법으로 표현된 것을 의미한다 [39]. 이때, 해석 모델은 영구
자석이 회전자의 표면에 부착되는 SPM 전동기이다. 먼저, SPM 전동기가 
2차원 평면상의 선형전동기(linear translation motor)로 간략화 된 모델로부
터 설명한다. 그림 3.2는 앞서 설명한 모델과 함께 영구자석에 의한 자




그림 3.2 선형 전동기의 토폴로지. 
Fig. 3.2 Simple linear translation motor topology. 
 
여기서 
ls : 고정자 두께 
lr : 회전자 두께 
g : 공극 길이 
wm : 자석 폭 
lm : 자석 두께 
wf : 자석과 자석 사이의 폭 
이다. 
 
누설자속은 전기자 전류와 상호작용하여 토크를 발생시키는 공극자속 
Фg에 매우 큰 영향을 미친다. 따라서, 누설자속은 영구자석으로부터의 
자로와 관련하여 설계변수의 관점에서 해석적으로 접근할 필요가 있다. 
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SPM 전동기에서 누설자속은 크게 두 개의 성분으로 분류 할 수 있다
[39]. 첫 번째 성분은 한 개의 극(one magnet pole)으로부터 출발한 자속
이 공극을 지나 다른 극(pole)을 갖는 인접한 영구자석과 회전자를 지나
지만, 고정자를 관통하지 않는 누설자속 Фmm(magnet-to-magnet leakage flux)
이고, 두 번째 성분은 한 개의 극으로부터 출발한 자속이 공극과 회전자
를 지나지만, 다른 극을 갖는 인접한 영구자석과 고정자를 관통하지 않
는 누설자속 Фmr(magnet-to-rotor leakage flux)이다. 이들 누설자속은 참고
문헌 [39]에 의해, circular-arc straight-line permeance model을 사용하여 모델
링 되었다.  
그림 3.2에서 보여준 자로(flux path)에 대한 등가적인 자기회로가 그림 
3.3에 나타난다. 자기회로의 구현에 있어 다음과 같은 가정을 하였다. 
 
• 고정자 철심의 자기적인 과포화는 없다. 
• 고정자 슬롯의 영향은 무시한다. 
• 축 방향으로의 자계변화는 없다. 
 
등가 자기회로법에서 고정자 슬롯이 해석적으로 고려 될 수 있지만, 
자기회로를 간략화 하기 위해 고정자 슬롯에 대한 영향은 무시하기로 한
다. 더욱이, 개선된 등가 자기모델에서 해석적으로 구하고자 하는 것은 
오버행 길이에 따른 공극자속 밀도 값의 변화이므로, 개선된 등가 자기
모델에서도 고정자 슬롯은 고려하지 않기로 한다. 
한편, 전동기 설계 시 영구자석이 사용되는 경우에는, 초기 설계 단계
에서 공극자속 밀도(air-gap flux density) 값이나 영구자석의 자속밀도 값이 
기본적으로 결정되어야 한다. 공극자속 밀도 값은 전동기의 역기전압이
나 토크와 직접적으로 관련되기 때문에 중요하다. 아울러, 영구자석의 자
속밀도 값은 영구자석의 감자곡선(demagnetization curve)에서 굴곡점(knee 
point) 이상의 선형구간에 동작점(operating point)이 위치하도록, 영구자석
의 치수(size)를 결정하는데 있어 중요한 요소가 된다.  
따라서 본 절에서는 그림 3.3의 등가 자기회로를 통해 전동기의 공극




(a) 그림 3.2에 대한 등가 자기회로도. 
 
 
(b) 그림 3.3(a)의 간략화된 형태. 
 
 
(c) 그림 3.3(b)의 간략화된 형태. 
 
그림 3.3 등가 자기회로도. 
Fig. 3.3 Equivalent magnetic circuit. 
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그림 3.3(a)에서 Фg는 공극자속을, Фr은 자속원(flux source)을 각각 나타
낸다. Rg와 Rmo는 Фg와 Фr에, Rmm과 Rmr은 Фmm과 Фmr에 해당하는 자기저
항(magnetic reluctance)을 각각 나타낸다. Rs는 고정자의 자기저항을, Rr은 
회전자의 자기저항을 각각 나타낸다. 일반적으로, 무부하(no load condition)
시 고정자와 회전자의 과포화가 없다고 가정하면, 고정자의 자기저항 Rs
와 회전자의 자기저항 Rr은 공극의 자기저항 Rg에 비해 무시할 수 있고, 
그림 3.3(a)는 그림 3.3(b)로 간략화 된다. 
 그림 3.3(b)에서 Rmm과 Rmr을 Rmo에 병렬로 더하게 되면, 자기회로는 
전체적인 누설자속을 Rm으로 표현하며, 그림 3.3(c)로 간략화 된다. 그림 
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mo mm                         (3.3) 
 
    
 
그림 3.2에서 보여준, 영구자석에 의한 자속의 폐루프가 형성하는 자로
들은 circular-arc straight-line permeance model을 이용하여 식(3.4)부터 식
(3.10)을 통해 나타낼 수 있다. 
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              (3.10) 
 
여기서 lst는 적층길이, Br은 영구자석의 잔류자속 밀도 값, μ0는 공기의 
투자율(permeability), Am과 Ag는 영구자석과 공극의 극 당 단면적을 각각 
나타낸다.   
공극 자속 Фg는 자속원(flux source) Фr의 자속분배(flux division)를 통해 
식(3.11)을 이용하여 구할 수 있고, 영구자석으로부터 발생된 자속 Фm은 
같은 방법으로부터 식(3.12)를 이용하여 구할 수 있다. 
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              (3.12) 
 
더욱이, 공극자속 밀도 값 Bg와 영구자석의 자속 밀도 값 Bm은 식(3.11)
과 식(3.12)를 해당하는 영역의 단면적으로 나눠줌으로써 구할 수 있다. 
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표 3.1 등가 자기회로법과 3D FEM 사이의 결과 비교. 
Table 3.1 Comparison of results between equivalent magnetic circuit and 3D FEM. 
 해석 결과 3D FEM 결과 오차 
g(mm) wf(mm) Br(T) Bm(T) Bg(T) Bm(T) Bg(T) Bm(%) Bg(%) 
0.5 5.0 0.40 0.36 0.28 0.35 0.28 -0.88 -0.75 
0.5 5.0 1.07 0.95 0.75 0.95 0.75 -0.86 -0.74 
0.5 4.0 0.40 0.36 0.29 0.35 0.29 -0.59 -0.90 
0.5 4.0 1.07 0.95 0.78 0.95 0.78 -0.60 -0.88 
1.0 5.0 0.40 0.33 0.25 0.32 0.25 -1.43 -0.24 
1.0 5.0 1.07 0.87 0.67 0.86 0.67 -1.44 -0.21 
1.0 4.0 0.40 0.33 0.26 0.32 0.26 -1.34 -0.35 
1.0 4.0 1.07 0.87 0.69 0.86 0.69 -1.32 -0.33 
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              (3.14) 
 
표 3.1은 오버행 구조가 없는 SPM 전동기에서, 등가 자기회로법과 3D 
FEM을 이용하여 계산한 공극자속 밀도 값 Bg와 영구자석의 자속밀도 값 
Bm을 각각 나타낸다. 이때, 해석 결과의 오차는 3D FEM을 기준으로 계
산하였다. 
해석 모델의 고정자 적층길이는 100(mm)이고, 자석 폭 wm은 20(mm)이
다. 자석 폭 wm은 자속량과 직접적인 관계가 있고 공극자속 밀도 값에 
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영향을 주기 때문에, 상수 값으로 고정하여 해석하였다.  
한편, 공극길이 g와 자석과 자석 사이의 폭 wf 그리고 영구자석의 잔
류 자속밀도 값 Br을 변화시키며 결과를 분석하였다. 영구자석의 잔류자
속 밀도 값 Br에 따라 공극자속 밀도 값 Bg가 가장 큰 변화를 나타냈으
며, 공극 길이 g의 변화에 따른 공극 자속밀도 값 Bg의 변화보다, 자석과 
자석 사이의 폭 wf의 변화에 따른 공극 자속밀도 값 Bg의 변화가 더욱 
큰 것을 확인 할 수 있었다. 
표 3.1의 결과로부터, 영구자석의 잔류자속 밀도 값과 설계 변수가 변
하는 상황에서도 등가 자기회로법이 3D FEM 결과와 큰 오차 없이, 공극 
자속밀도 값 Bg와 영구자석의 자속밀도 값 Bm을 정확히 계산하는 것을 
확인 할 수 있었다. 한편, 등가자기 회로법은 고정자 철심에서의 과포화
가 없다는 가정으로부터 출발하였다. FEM 모델이 영구자석의 잔류자속 
밀도 값이 변하는 상황에서도 과포화가 발생하지 않았기 때문에, 해석결
과 사이의 오차가 크지 않았다. 
 
3.1.2 개선된 등가 자기회로법 
 
본 절에서는, SPM 전동기의 오버행 구조를 고려하는 개선된 등가자기
회로법을 제안한다. 개선된 등가자기회로법은 오버행 구조로부터 발생된 
자속의 자로를 그림 3.4와 같이 circular-arc straight-line permeance model을 
사용하여 모델링 하였다. 그림 3.5와 같이, 오버행 구조를 갖는 SPM 전
동기의 FEM 해석을 통해 얻어진 정보로부터, 자속의 경로는 다음과 같










(b) Circular-arc permeance model. 
 
그림 3.4 Circular-arc straight-line permeance model. 





그림 3.5 오버행 구조에 의한 자속의 경로. 
Fig. 3.5 Magnetic flux path by overhang structure. 
 
첫 번째 영역은, 오버행 구간에서의 위치가 공극길이 g와 같은 지점까
지의 구간으로, 이 구간에서의 permeance model은 straight-line으로 고려한
다. 두 번째 영역은, 오버행 구간에서의 위치가 공극길이 g보다 큰 지점
부터, 오버행 길이 loh까지의 구간으로, 이 구간에서의 permeance model은 
circular-arc로 고려한다.  
그림 3.6는 해석모델을 나타낸다. 고정자의 적층길이는 lst이고, 회전자





그림 3.6 오버행 구조를 갖는 SPM 전동기. 
Fig 3.6 Structure of SPM motor with overhang structure. 
 
위에서 언급한 내용을 바탕으로 오버행 구간에서의 유효공극 길이를 
식(3.15)로 새롭게 정의한다.  
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             (3.19) 
 
 
식 (3.15)부터 식(3.19)를 통해, 오버행 구간에서의 위치에 따른 각각의 
자기저항 값들이 계산 되고, 이를 바탕으로 오버행 구간에서의 새로운 
공극자속 밀도 값 Bg
’과 영구자석의 자속밀도 값 Bm
’을 구할 수 있다. 공
극자속 밀도 값 Bg
’과 영구자석의 자속 밀도 값 Bm
’는 식(3.20)과 식(3.21)
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표 3.2와 표 3.3은 오버행 구조를 고려하는 제안된 등가 자기회로법과
3D FEM을 이용하여 계산한, 공극자속 밀도 값 Bg
’과 영구자석의 자속밀
도 값 Bm
’을 각각 나타낸다. 이때, 해석 모델의 고정자 적층길이는 
100(mm)이고, 자석 폭 wm은 20(mm)이다. 표 3.2는 영구자석의 잔류자속 
밀도 값 Br이 0.4인 경우의 결과이고, 표 3.3은 영구자석의 잔류자속 밀
도 값 Br이 1.07인 경우의 결과이다. 
한편, 공극길이 g와 자석과 자석 사이의 폭 wf, 영구자석의 잔류 자속




표 3.2 제안된 등가 자기회로법과 3D FEM 사이의 결과 비교 (Br=0.4). 
Table 3.2 Comparison between equivalent magnetic circuit and 3D FEM (Br=0.4). 
 해석 결과 3D FEM 결과 오차 
g(mm) wf(mm) loh(mm) Bm(T) Bg(T) Bm(T) Bg(T) Bm(%) Bg(%) 
0.5 5.0 0.0 0.36 0.28 0.35 0.28 -0.87 -0.76 
0.5 5.0 7.0 0.34 0.27 0.34 0.27 -0.39 2.42 
0.5 5.0 10.0 0.34 0.26 0.34 0.27 -0.80 3.96 
0.5 4.0 0.0 0.36 0.29 0.35 0.29 -0.61 -0.89 
0.5 4.0 7.0 0.35 0.28 0.34 0.28 -0.14 2.31 
0.5 4.0 10.0 0.34 0.27 0.34 0.28 -0.54 3.86 
1.0 5.0 0.0 0.33 0.25 0.32 0.25 -1.44 -0.24 
1.0 5.0 7.0 0.32 0.24 0.31 0.24 -1.33 2.52 
 
표 3.3 제안된 등가 자기회로법과 3D FEM 사이의 결과 비교 (Br=1.07). 
Table 3.3 Comparison between equivalent magnetic circuit and 3D FEM (Br=1.07). 
 해석 결과 3D FEM 결과 오차 
g(mm) wf(mm) loh(mm) Bm(T) Bg(T) Bm(T) Bg(T) Bm(%) Bg(%) 
0.5 5.0 0.0 0.95 0.75  0.95 0.75 -0.85  -0.74  
0.5 5.0 7.0 0.92  0.71  0.92 0.73 -0.39  2.42  
0.5 5.0 10.0 0.91  0.69  0.90 0.72 -0.80  3.96  
0.5 4.0 0.0 0.95  0.78  0.95 0.78 -0.47  -0.73  
0.5 4.0 7.0 0.92  0.74  0.92 0.76 -0.01  2.44  
0.5 4.0 10.0 0.91  0.72  0.90 0.74 -0.42  3.97  
1.0 5.0 0.0 0.87  0.67 0.86 0.67 -1.44  -0.21  




          (a) 5mm 오버행                    (b) 10mm 오버행 
 
그림 3.7 오버행 길이에 따른 자속의 경로. 
Fig. 3.7 Magnetic flux path according to the overhang length. 
 
개선된 등가자기회로법에서, 오버행 구조로부터 발생된 자속의 자로는   
circular-arc straight-line permeance model로 모델링 되었다. circular-arc 
straight-line permeance model은 오버행 구조로부터 발생된 자속이 공극과 
고정자로 나아가는 것으로 가정한다. 하지만, 그림 3.7(b)와 같이 특정 길
이 이상으로 오버행 길이가 길어지면, 오버행 구조부터 발생된 자속이 
공극과 고정자 이외의 부분으로 나아가게 된다. 더욱이, 오버행 구조로부
터 발생된 자속이 공극과 고정자로만 나아가는 것을 가정했던 circular-
arc straight-line permeance model과 다른 방향의 자로를 형성하게 된다. 따
라서, 표 3.2와 표 3.3으로부터, 오버행 길이가 커질수록 오차가 증가하는 
것을 확인 할 수 있다.  
한편, 오버행 구조에 의한 오버행 효과는 전동기의 성능을 향상 시키
지만, 오버행 구조에 의해 발생된 자속이 모두 성능 향상에 기여하는 것
은 아니다. 또한, 전동기의 성능이 오버행 길이에 비례하는 것은 아니다.  
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즉, 제한된 오버행 길이에서 제안된 등가자기 회로법이 효과적이더라
도, 성능을 극대화 시키는데 있어 요구되는 오버행 길이가 제한된다는 
점에서 볼 때, 제안된 등가자기 회로법은 초기설계 단계에서 오버행 길
이를 선정하는데 있어 유용할 것으로 판단된다. 
 
3.2 FEM을 이용한 해석 
 
본 절에서는, 2D FEM에서 오버행 효과를 고려하는 경험식, 오버행 파
라미터(overhang parameter)가 제안된다. 표 3.4는 해석 모델의 사양을 나
타낸다. 그림 3.8은 해석 모델의 형상을 나타낸다. 오버행 구조가 회전자
의 한 쪽 부분에만 적용되는 경우에는, 회전자의 전체적인 균형을 무너
뜨리며 전동기는 비대칭 오버행 구조가 된다. 비대칭 오버행 구조는 축
방향으로의 비대칭 질량 분포와 자속밀도 분포를 형성하게 되고, 전동기
의 소음뿐만 아니라 베어링 손상의 원인이 되는 불필요한 추력(thrust)을 
발생시킨다. 따라서, 비대칭 형상으로부터 발생하는 영향들을 방지하기 
위해, 축방향으로 대칭적인 오버행 구조가 해석 모델에 적용된다. 
 
표 3.4 해석 모델의 사양. 
Table 3.4 Specifications and dimension of analysis model. 
극 수 4 
슬롯 수 24 
고정자 내경 / 외경 (mm) 75 / 120 
회전자 내경 / 외경 (mm) 40 / 74 
고정자 적층 길이 (mm) 65 
전기자 전류 (Apeak) 10 (iq=10) 





그림 3.8 해석 모델. 
Fig. 3.8 The analysis model. 
 
오버행 파라미터는 오버행 구조에 의한 퍼미언스 계수(permeance 
coefficient)의 변화를 사용한다. 퍼미언스 계수는 감자곡선(demagnetization 
curve)에서 영구자석의 동작점(operating point)과 관련된 기울기(operating 
slope)로써, 전동기 설계 시 영구자석의 동작점이 굴곡점(knee point) 이상
의 선형구간에 위치하도록 결정하는 중요한 요소이다[62]. 영구자석의 동
작점은 영구자석의 형상과 물질 특성뿐만 아니라 영구자석 주변에 놓여
있는 물질들의 특성, 형상, 구조적인 상관관계 또는 구동환경에 따라 변
한다. 따라서, 복잡한 구조를 갖는 전동기에서 영구자석의 동작점을 해석
적으로 계산하기는 어렵기 때문에, FEM 해석이 필요하다. 
한편, 오버행 구조에 의해 공기중으로 노출된 영구자석은 전동기 내부
의 영구자석과 비교해 비교적 높은 자기저항 값을 갖게 된다. 따라서, 오
버행 구조로부터 영구자석이 감당해야 하는 자기저항 값은 영구자석의 
측정위치에 따라 달라지게 되고, 이것으로부터 영구자석의 퍼미언스 계
수는 평균 값(average value)의 개념으로 바라 볼 필요가 있다. 
그림 3.9는 영구자석의 자화각(magnetization angle) α를 보여준다. 그림 
3.9에서 d축이 기준축(reference axis)과 일치해야 해석결과의 정확성을 보
장할 수 있으며, 이 위치에서 식(3.24)로부터 식(3.26)을 이용해 영구자석




그림 3.9 자화각 α. 
Fig. 3.9 Magnetization angle α. 
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여기서, 
Bx, By : 자속 밀도의 x축, y축 성분 
Hx, Hy : 자계 강도(magnetic field intensity)의 x축, y축 성분 
B : 자화방향에서의 자속밀도 
H : 자화방향에서의 자계강도 
n : FEM에서 영구자석의 요소(element) 수 
α : 자화각(magnetization angle) 




퍼미언스 계수는 전동기의 자기회로에 따라 값이 달라진다. 오버행 구
조에 의한 자기회로의 변화는 퍼미언스 계수를 새로운 값으로 만들게 된
다. 그림 3.10은 오버행 구조에 의한 퍼미언스 계수의 변화를 보여주며, 
영구자석의 자기저항 값이 증가하여 퍼미언스 계수와 함께 동작점이 감
소하는 것을 볼 수 있다. 
 
       
(a) 오버행이 없는 모델. (b) 오버행을 갖는 모델. 
                        
그림 3.10 영구자석의 퍼미언스 계수. 










로 퍼미언스 계수의 이동. 
Fig. 3.11 Permeance coefficient Pc
’
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(3.27) 
 
여기서, B’과 B”은 FEM 해석을 통해 오버행이 없는 모델과 오버행이 
있는 모델에서 한 개의 극으로부터 계산된 평균 동작점을 각각 나타낸다. 
식(3.27)에 극 수와 단부권선 인자(factor) w를 곱해 줌으로써, 오버행 
구조에 의한 영구자석의 자기저항 변화를 의미하는 오버행 파라미터 OP
가 식(3.28)과 같이 나타난다. 가령, 오버행 길이가 적층 길이의 10(%)보
다 커지게 되면, 오버행 구조에 의해 발생된 자속이 단부권선으로 직접 
쇄교하는 경우가 발생하기 때문에, 단부권선 인자 w를 이용해 오버행 파
라미터를 보정한게 된다. 
 




그림 3.12 오버행 파라미터를 이용한 감자곡선의 보정. 
Fig. 3.12 The corrected demagnetization curve of the PM. 
 
제안된 방법을 통해, 2D FEM에서 오버행 효과를 고려할 수 있게 된다. 
구체적으로, 첫 번째 단계에서 오버행 구조를 갖는 전동기의 동작점 B” 
은 3D FEM의 한 스텝(one step) 해석을 통해 계산하게 된다. 두 번째 단
계에서 오버행이 없는 전동기의 동작점 B’은 2D FEM의 한 스텝 해석을 
통해 계산하게 된다. 첫 번째 단계와 두 번째 단계에서 계산된 동작점으
로부터, 오버행 파라미터 OP가 식(3.28)을 통해 얻어진다. 
 
Bcurve’ = Bcurve + OP                      (3.29) 
 
 식(3.29)와 같이, 기존의 감자곡선 Bcurve에 오버행 파라미터 OP값을 
더해 줌으로써, 2D FEM에서 오버행 효과를 고려하는 감자곡선 Bcurve
’이 
생성된다. 그림 3.12는 오버행 파라미터를 이용하여 보정된 감자곡선을 
나타낸다.  
그림 3.8의 해석모델을 바탕으로, 제안된 방법을 통해 2D FEM으로부
터 계산된 결과와 3D FEM으로부터 계산된 결과를 서로 비교 함으로써 
38 
 
해석 기법의 타당성을 확인하도록 한다. 또한, 서로 다른 오버행 길이에 
적용하여 그 결과의 타당성을 검증하였다. 해석 결과는 그림 3.13부터 그
림 3.15에 나타나 있고, 이들 결과에 대한 비교는 표 3.5에 나타나 있다. 
 
 
(a) 1mm 오버행. 
 
(b) 3mm 오버행. 
 
그림 3.13 코깅토크 비교. 
Fig. 3.13 Comparison of the cogging torque. 
 
(a) 1mm 오버행. 
 
(b) 3mm 오버행. 
 
그림 3.14 역기전압 비교. 





(a) 1mm 오버행. 
 
(b) 3mm 오버행. 
 
그림 3.15 토크 비교. 
Fig. 3.15 Comparison of the torque. 
 
표 3.5 특성해석 결과. 
Table 3.5 Characteristic analysis results. 
 2D FEM 3D FEM 
 Tave (Nm) EMFpeak (V) Tave (Nm) EMFpeak (V) 
0mm 오버행 78.9 150.0 78.7 144.7 
1mm 오버행 79.6 147.2 80.7 148.5 
3mm 오버행 84.3 154.9 83.7 154.5 
 
표 3.6 2D FEM에서 잔류 자속 밀도 값의 증분. 
Table 3.6 The Increment of remanence flux density in the 2D FEM. 
오버행 OP 파라미터 
1mm 오버행 0.0073 






표 3.7 철손해석 결과. 
Table 3.7 Iron loss results. 
 
2D FEM 3D FEM 





3mm 오버행 71.2 76.8 
 
  
(a) 0mm 오버행.                   (a) 3mm 오버행. 
 
그림 3.16 철손밀도. 
Fig. 3.16 Iron loss density. 
 
표 3.6은 2D FEM에서 오버행 효과를 고려하기 위한, 오버행 길이에 
따른 오버행 파라미터를 나타낸다. 표 3.5로부터, 오버행 구조가 전동기
의 역기전압과 토크를 향상 시켰음을 볼 수 있다. 오버행 구조가 없는 
모델과 비교하여, 오버행 길이가 1mm일 때 토크는 약 2.6(%), 오버행 길
이가 3mm일 때 토크는 약 6.8(%) 증가하였다. 3D FEM을 기준으로 해석 
결과의 오차는, 오버행 길이가 1mm일 때 토크가 약 1.4(%), 역기전압이 




      
 
그림 3.17 철손 해석 결과 (3mm 오버행). 
Fig. 3.17 Iron loss result in 3mm overhang. 
 
표 3.7은 참고문헌 [65], [66]의 철손(iron loss)해석 방법을 이용하여, 제
안된 방법을 통해 2D FEM으로부터 계산된 철손해석 결과와 3D FEM으
로부터 계산된 철손해석 결과를 나타낸다. 표 3.7로부터, 오버행 구조가 
철손을 증가 시켰음을 볼 수 있다. 오버행 구조가 없는 모델과 비교하여, 
오버행 길이가 1mm일 때 철손은 약 3.4(%), 오버행길이가 3mm일 때 철
손은 약 9.1(%) 증가하였다. 그림 3.16은 오버행 길이에 따른 철손밀도 
분포를 나타낸다. 오버행 구조로 인한 적층 끝 단에서 공극자속 밀도의 
증가로 인하여, 이 부분의 손실이 증가하는 것을 확인 할 수 있다. 
3D FEM을 기준으로 철손 해석 결과의 오차는, 오버행 길이가 1mm일 
때 약 7.4(%), 오버행 길이가 3mm일 때 약 7.3(%)이었다. 제안된 방법으
로부터의 토크와 역기전압 결과에 비해 철손 해석 결과의 오차가 큰 것
을 확인 할 수 있다. 이것은 그림 3.17과 같이 제안된 방법을 이용한 철
손 해석시, 와전류(eddy current)에 의한 Joule 손실을 정확히 반영하지 못
하기 때문에 오차가 증가한 것으로 판단된다. 
 한편, 그림 3.8의 해석 모델과 동일한 영구자석 형상을 갖는 다른 극 
수, 슬롯 수의 조합으로 제안된 방법을 적용하였다. 그림 3.18은 해석 모





 (a) 6극 27슬롯. 
 
 (b) 8극 24슬롯. 
그림 3.18 해석 모델. 
Fig. 3.18 Analysis model. 
 
표 3.8 극 수, 슬롯 수 조합에 따른 2D FEM과 3D FEM의 결과 비교. 
Table 3.8 Comparison between 2D and 3D FEM with different poles and slots. 
 
 2D FEM 3D FEM 
 Tave (Nm) EMFpeak (V) Tave (Nm) EMFpeak (V) 
6극  
27슬롯 
0mm 오버행 88.4 161.1 88.1 160.5 
1mm 오버행 90.4 164.2 90.3 164.6 
3mm 오버행 96.2 174.9 94.5 171.6 
8극 
24슬롯 
0mm 오버행 84.5 146.2 84.2 145.8 
1mm 오버행 86.2 149.1 86.3 149.3 
3mm 오버행 93.3 160.8 90.3 156.0 
 
표 3.8로부터 제안된 방법은 다른 극 수, 슬롯 수의 서로 다른 오버행 





(a) 4극 24슬롯. 
 
(b) 6극 27슬롯. 
그림 3.19 해석 모델. 
Fig. 3.19 Analysis model. 
 
표 3.9 극 수, 슬롯 수 조합에 따른 2D FEM과 3D FEM의 결과 비교. 
Table 3.9 Comparison between 2D and 3D FEM with different poles and slots. 
 
 2D FEM 3D FEM 
 Tave (Nm) EMFpeak (V) Tave (Nm) EMFpeak (V) 
4극  
24슬롯 
1mm 오버행 8.1 157.9 8.1 161.7 
3mm 오버행 8.6 166.9 8.5 168.8 
6극 
27슬롯 
1mm 오버행 9.9 179.7 9.7 177.5 
3mm 오버행 10.3 186.3 10.1 185.0 
 
또한, 그림 3.19와 같이 영구자석과 회전자의 형상이 다른 해석 모델에 
제안된 방법을 적용하였다. 표 3.9로부터 다른 극 수, 슬롯 수의 서로 다
른 오버행 길이의 조합에서, 전동기의 형상이 달라지더라도, 제안된 방법
이 큰 오차없이 오버행 효과를 반영하는 것을 확인 할 수 있다.  
44 
 
3.3 오버행 효과를 고려한 설계 
 
오버행 구조에 의한 오버행 효과를 분석하기 위하여, 그림 3.20의 해석
모델이 적용된다. 표 3.10은 해석 모델의 사양을 나타낸다. 
 
 
그림 3.20 해석 모델. 
Fig. 3.20 The analysis model. 
 
표 3.10 해석 모델의 사양. 
Table 3.10 Specifications and dimension of analysis model. 
극 수 8 
슬롯 수 24 
고정자 내경 / 외경 (mm) 75 / 120 
회전자 내경 / 외경 (mm) 40 / 74 
고정자 적층 길이 (mm) 65 




(a) 오버행이 없는 모델. 
 
(b) 오버행이 있는 모델. 
 
그림 3.21 오버행 효과에 의한 적층 끝 단에서의 공극자속 증가. 
Fig. 3.21 An increase of air-gap flux at the stack end by overhang effect. 
 
오버행 구조는 적층 구간 밖으로 돌출된 영구자석으로부터 부가적인 
자속을 발생시키며, 그림 3.21과 같이 공극자속 밀도를 증가시킨다. 오버
행 구조에 의한 오버행 효과를 분석하기 위해서는 부가적으로 발생된 자
속이 x, y, z 방향 성분으로 분리될 필요가 있다. 그림 3.22는 오버행 구조
의 여부에 따른 x, y, z 방향에서의 자속밀도 분포를 나타낸다. 오버행 구
조를 갖는 RFPM 전동기에서, 축방향에 해당하는 z 방향을 따라 부가적
으로 발생된 자속이 지배적이고, 이 성분으로부터 그림 3.16과 같이 전동






















그림 3.22 자속밀도 분포의 방향 성분 비교. (a) 오버행이 없는 모델에서 
자속밀도 분포의 x 방향 성분. (b) 7mm 오버행을 갖는 모델에서 자속밀도 
분포의 x 방향 성분. (c) 오버행이 없는 모델에서 자속밀도 분포의 y 방향 
성분. (d) 7mm 오버행을 갖는 모델에서 자속밀도 분포의 y 방향 성분. (e) 
오버행이 없는 모델에서 자속밀도 분포의 z 방향 성분. (f) 7mm 오버행을 
갖는 모델에서 자속밀도 분포의 z 방향 성분. 
Fig. 3.22 The comparison of magnetic flux density in x-, y-, and z-direction. 
 
 
(a) 오버행이 없는 전동기에서  
고정자의 자속밀도 분포. 
 
(b) 오버행이 있는 전동기에서  
고정자의 자속밀도 분포. 
 
그림 3.23 오버행 효과에 의한 적층 끝 단에서의 자속밀도 분포. 
Fig. 3.23 Magnetic flux density distribution at the end of stack by overhang. 
 
가령, 그림 3.23처럼 오버행 구조에 의한 자기적인 포화로 인하여, 회
전자 위치에 따른 쇄교(flux linkage)량이 균일하지 않다면, 역기전압 파형
이 왜곡 될 수 있다. 그림 3.24는 오버행 구조에 의해 역기전압의 크기가 








(b) 역기전압의 THD. 
 
그림 3.24 오버행 구조의 여부에 따른 무부하 특성. 
Fig. 3.24 No load characteristics in the motor with and without overhang structure. 
 
한편, 영구자석은 특정한 환경에서, 영구자석의 자기적인 성질을 일부 
혹은 전부를 잃을 수 있다[62]. 영구자석의 자기적인 성질을 변화시키는
데 필요한 에너지는 영구자석의 재질에 따라 달라진다[5]. 일반적으로, 
페라이트 자석의 최대 에너지적(maximum energy product)은 희토류 자석의 
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약 10(%) 정도로 알려져 있다[14]. 따라서, 페라이트 자석의 보자력과 잔
류자속 밀도는 희토류 자석의 보자력과 잔류자속 밀도에 비해 훨씬 작다 
[5]. 특히, 낮은 보자력을 갖는 페라이트 자석을 사용하여 전동기를 설계
하는 경우에는, 불가역 감자가 초기설계 단계에서 반드시 고려되어야 한
다. 
불가역 감자는 영구자석의 동작 온도 변화에 의한 열 감자와 외부 자
계에 의한 반자계 감자로 나눌 수 있다[5].  
영구자석의 동작점은 영구자석의 동작 온도에 민감하며, 영구자석의 
동작 온도가 변화하면 영구자석의 동작점은 달라지게 된다. 그림 3.25에
서, 영구자석의 동작 온도가 20°C에서 80°C로 상승하게 되면, 잔류자속 
밀도 값은 감소(Br→Br
’
)하게 되고 보자력은 상승(Hc→Hc
’
)하게 되며 감자
곡선 역시 온도에 따라 달라지게 된다. 그림 3.25와 같이, 고온(80°C)에서
의 동작점이 굴곡점(knee point) 위에 있는 경우에는, 다시 냉각이 된 상
태(80°C→20°C)에서 본래의 동작점으로 돌아오게 되고, 이러한 경우를 
가역상태(reversible state)라고 한다. 
 
 
그림 3.25 온도 변화에 의한 감자곡선의 가역 특성. 




그림 3.26 온도 변화에 의한 감자곡선의 불가역 특성. 
Fig. 3.26 Irreversible characteristic of demagnetization curve by temperature change. 
 
 
그림 3.27 외부 자계에 의한 감자곡선의 불가역 특성. 




그림 3.28 열감자에 의한 영구자석 굴곡점의 변화. 
Fig. 3.28 The change of knee point of by thermal demagnetization. 
 
가령, 그림 3.26과 같이, 영구자석의 동작 온도가 20°C에서 80°C로 상
승하게 될 때, 고온(80°C)에서의 동작점이 굴곡점(knee point) 아래에 있는 
경우에는, 다시 냉각이 된 상태(80°C→20°C)에서 본래의 동작점으로 돌
아오지 못하게 되고, 이러한 경우를 불가역상태(irreversible state) 혹은 열 
감자라고 한다. 
한편, 반자계 감자는 약자속(field weakening flux)과 같은 반자계
(demagnetizing field)가 제거될 때 영구자석 본래의 감자곡선으로 되돌아 
가지 못하는 자화(magnetization)의 손실로써 정의한다[67]. 이러한 손실은 
열 감자와 마찬가지로 영구자석의 동작점이 감자곡선의 굴곡점 이하로 
떨어질 때 발생하게 된다. 그림 3.27에서 외부에서 인가된 자계가 증가하
여, 영구자석의 동작점이 굴곡점 아래에 있는 경우에는, 외부에서 인가된 
자계가 제거될 때 본래의 잔류자속 밀도 값 Br로 되돌아 가지 못하고, 
이보다 낮은 잔류 자속밀도 값 Br
’로 감소하기 때문에, 이것은 반자계에 
의한 영구자석의 불가역 감자를 나타낸다.  
영구자석의 불가역 감자는 역기전압 크기를 측정함으로써 불가역 감자
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의 여부를 추정할 수 있다[5]. 역기전압의 최대 값은 전동기의 속도와 영
구자석의 잔류자속 밀도 값에 좌우된다. 영구자석의 불가역 감자가 발생
하게 되면 영구자석의 잔류 자속밀도 값은 감소하게 되고, 역기전압의 
최대값 역시 감소하게 된다. 영구자석의 불가역 감자 여부는 역기전압   
크기의 변화를 통해 추정할 수 있지만, 영구자석에서 감자된 영역의 분
포나 수준(level)은 역기전압을 통해 계산할 수 없는 문제점이 있다.  
또한, 영구자석의 불가역 감자는 식(3.26)의 퍼미언스 계수를 사용하여
불가역 감자의 여부를 추정할 수 있다. 그림 3.28에서 감자곡선의 굴곡점
을 기준으로, 불가역 감자가 예상되는 부분의 퍼미언스 계수 값을 조사
하여, 감자된 영역의 분포와 수준을 계산할 수 있다. 하지만, 불가역 감
자 이후에는 자기적인 성질의 변화에 의해, 굴곡점을 기준으로 하는 퍼




) 변하기 때문에, 퍼미언스 계수를 
통해서는 불가역감자를 고려 할 수 없는 문제점이 있다. 
영구자석의 불가역 감자 여부와 함께 감자된 영역의 분포와 수준을 동












                     (3.30) 
 
여기서, Bbefore는 외부자계가 인가되지 않은 상태에서의 영구자석 잔류
자속 밀도 값이고, Bafter는 불가역 감자 이후의 영구자석 잔류자속 밀도 
값이다. 감자비를 통해 감자된 영역의 분포와 수준뿐만 아니라 불가역 
감자 이후의 자기적인 성질의 변화까지 수치적인 값으로 표현할 수 있다. 
한편, SPM 전동기는 영구자석이 회전자의 표면에 부착되기 때문에, 고
정자 권선에 의해 발생하는 열과 전기자 반작용에 직접적으로 노출되기 
때문에 불가역 감자에 불리하다 [5]. 오버행 구조는 영구자석의 자기저항
을 변화시켜, 적층 끝 단에 노출된 영구자석의 동작점이 내부에 감춰진 
영구자석에 비해 상대적으로 낮아지는 특성을 갖게 한다. 더욱이, 오버행 
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구조를 갖는 SPM 전동기에 보자력이 낮은 페라이트 자석을 사용하여 약
자속 제어가 적용될 때, 적층 끝 단에 노출된 영구자석이 불가역 감자에 
불리해진다. 따라서, 낮은 보자력과 잔류 자속밀도 값을 갖는 페라이트 
자석의 물질 특성뿐 만 아니라 오버행 부분(overhang part)에서의 동작점
이 낮아지는 환경적인 요소 때문에, 오버행 구조를 갖는 SPM 전동기의 
설계 단계에서 영구자석의 불가역 감자가 고려되어야 한다. 그림 3.29는 
오버행 구조에 의한 영구자석의 불가역 감자를 나타낸다. 표 3.11은 그림 
3.29의 구동 조건을 나타낸다. 
 
  
(a) 0mm오버행. (b) 5mm 오버행. 
 
그림 3.29 영구자석의 감자비. 





표 3.11 해석 모델의 구동 조건. 
Table 3.11 Driving condition of analysis model. 
전기자 전류 (Apeak) 12 




그림 3.30 제안된 오버행 구조. 
Fig. 3.30 The proposed structure. 
 
희토류 자석의 보자력은 큰 반자계(large demagnetizing field)를 허용할 
만큼 충분히 크다[67]. 따라서, 희토류 자석은 음의 d축 전류를 사용하여 
약자속 제어를 하는 가변속 전동기에 적용되어 왔다[5], [6], [65], [66]. 가
령, 보자력이 낮은 페라이트 자석이 음의 d축 전류를 사용하는 SPM 전
동기에 사용된다면, 설계 시 영구자석의 불가역 감자를 방지하는 것은 
중요한 부분이다. 
따라서, 오버행 구조를 갖는 SPM 전동기의 영구자석 불가역 감자를 
줄이는 새로운 구조가 제안된다. 그림 3.30은 제안된 오버행 구조를 나타
낸다. 그림 3.31과 같이 영구자석의 주 자석 부분은 페라이트 자석을 사
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용하고, 오버행 부분은 보자력이 높은 희토류 자석을 사용함으로써, 오버
행 구조에서 적층 끝단에 노출되는 영구자석이 불가역 감자에 불리한 문
제를 해결할 수 있고, 페라이트 자석만을 사용하는 오버행 구조에 비해 
더 큰 성능 향상을 기대할 수 있게 된다. 또한, 페라이트 자석에 비해 가
격이 비싼 희토류 자석을 오버행 부분에만 적용함으로써, 제작 비용의 







그림 3.31 오버행 구조에 따른 감자비의 비교. (a) 페라이트 자석과 
희토류 자석을 사용하는 제안된 오버행 구조. (b) 페라이트 자석만을 
사용하는 기존의 오버행 구조. 





제 4 장 AFPM 전동기의 오버행 효과 
 
본 절에서는, RFPM 전동기에 적용되어 왔던 오버행 구조를 AFPM 전
동기에 적용함으로써, 전자기적 특성에 미치는 영향에 대해 살펴보고 최
적의 성능을 발휘할 수 있는 구조를 제시한다. 또한, AFPM 전동기의 설
계 시 사용되어 왔던 quasi-3D FEM[40]-[43]에서 영구자석에 비해 고정자
와 회전자가 돌출될 때, 이 방법을 적용할 수 없는 문제점을 제시하고, 
이를 극복할 수 있는 개선된 quasi-3D FEM을 제안한다. 
 
4.1 Quasi-3D FEM 
 
수치해석 기반의 상용 소프트웨어 개발로 인하여, FEM을 이용한 전기
기기의 해석 및 설계가 전동기 분야에서 이루어지고 있다[5], [40]. FEM은 
전동기의 자기 포화(magnetic saturation)와 같은 비선형 특성을 고려하여 
해석의 정확성을 보장하지만, 기하학적 구조가 3차원인 문제에 있어 계
산시간이 많이 걸린다는 단점을 가지고 있다[40], [43]. 
한편, AFPM 전동기는 3차원 적인 구조에 의해 3D FEM에 의한 해석이 
필수적이다 [43]. 하지만, 계산 시간이 오래 걸리는 3D FEM이 AFPM 전
동기의 초기 설계 단계부터 적용되는 것은 비효율적이다. 따라서, quasi-
3D FEM이 AFPM 전동기의 설계에 적용되어 왔다[39]-[43]. 
Quasi-3D FEM은 AFPM 전동기를 충분한 양의 독립된 계산 영역
(computation plane)으로 분할하여 해석한다. Quasi-3D 모델링의 관점에서 
볼 때 AFPM 전동기는 단부효과가 없는 여러 개의 선형기가 병렬로 연
결된 것처럼 보거나 혹은 서로 다른 반경을 갖는 다수의 AFPM 전동기
로 구성된 것처럼 볼 수 있다. 
그림 4.1은 3차원적인 기하학적 구조를 갖는 AFPM 전동기를, quasi-3D 
FEM에서 사용될 2차원적인 기하학적 구조로 변환하는 방법을 나타낸다. 
더욱이, 분할된 각각의 영역을 해석한 뒤 계산된 영역으로부터의 결과 
값들을 조립해 전동기의 전체적인 성능을 구성하게 된다. 이러한 방법을 
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가리켜 quasi-3D FEM 혹은 quasi-3D 모델링이라고 한다[39]-[43]. 
한편, 그림 4.2와 같이 AFPM 전동기는 방사방향을 따라 구조가 확장
되는 형태를 갖는다[66]. AFPM 전동기에서 권선을 감는 공간을 최대로 
활용하기 위해 슬롯을 평행한 형태로 만들게 되면, 고정자 내경과 외경
에서의 슬롯피치(slot pitch)에 대한 극호각(pole arc)의 비율 값이 일정하지 
않게 된다 [68], [69]. 더욱이, 고정자 내경에서의 치(teeth) 길이 α1에 대한 
영구자석의 극호각 β1의 비율 값 α1/β1이, 고정자 외경에서의 치 길이 α2
에 대한 영구자석의 극호각 β2의 비율 값 α2/β2과 서로 다르게 된다. 이때
α1/β1 값이 α2/β2 값보다 크게 되고, 이러한 부분은 고정자 내/외경에서의 




그림 4.1 3차원적인 기하학적 구조를 갖는 AFPM 전동기를 quasi-3D FEM
에서 사용될 2차원적인 기하학적 구조로 변환하는 방법. 
Fig. 4.1 Method of transforming the 3D geometry of AFPM motor to a 2D 





그림 4.2 AFPM 전동기. 
Fig. 4.2 AFPM motor. 
 
따라서, quasi-3D FEM에서 전동기의 평균반경(average radius)을 기준으로, 
단 하나의 계산 영역으로 AFPM 전동기를 해석하는 방법은 계산의 정확
성을 떨어뜨리게 된다[40]. 이러한 접근 방법은 반경에 따른 전동기 내에
서의 포화도가 균등하거나 혹은 극 호각에 대한 극피치의 비율 값(pole 
arc to pole pitch ratio)이 고정자의 반경에 따라 일정하다면 전동기의 성능
을 예측하는데 있어 신뢰 할 수 있다. 가령, 극 호각에 대한 극피치의 비
율 값이 고정자의 반경에 따라 변화한다면, 추정된 역기전압 파형의 기
본파 성분이 달라질 수 있기 때문에 오차를 가져올 수 있다. 더욱이, 고
정자 권선의 사양을 결정하는데 있어 이러한 특성은 요구하는 역기전압 
크기와 THD를 얻기 위해 반드시 고려해야 할 사항이 된다. 
Quasi-3D FEM에서 전동기의 평균반경을 기준으로 해석하는 방법의 또 
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하나의 문제점은 철손(iron loss)을 고려하는 경우에 발생한다. 이러한 문
제점은 고정자 내경과 외경에서의 치 길이에 대한 영구자석 극호각의 비
율 값이 서로 다른 점으로 인하여, 치 자속밀도의 최대값이 고정자의 내
경과 외경에서 발생하기 때문이다. 이 부분은 영구자석의 형상과 관련이 
있으며, 또한 극 호각에 대한 극피치의 비율 값과 관련이 있다. 이런 경
우에는, 철손이 자속밀도에 대한 비선형 함수이기 때문에, AFPM 전동기
를 여러 개의 독립된 계산 영역에 대해 철손을 계산하는 것과 같이 
quasi-3D FEM의 계산 영역을 분리할 필요가 있다.  
따라서, quasi-3D FEM을 AFPM 전동기에 효과적으로 적용하기 위해서
는 전동기의 전반적인 자속밀도 분포를 고려하여 충분한 양의 독립된 계
산 영역으로 분할해야 한다. 이것은 반경 방향에 따라 영구자석의 형상
이 변하거나 치의 두께가 변화하는것 뿐만 아니라 영구자석의 스큐(skew)
를 고려할 수 있는 장점이 있다. 
비록 AFPM 전동기가 근본적으로 3차원적인 문제이긴 하나 적층방향
으로 흐르는 자속이 없다는 것을 가정할 때, 기본적인 파라미터 값들이 
전동기의 반경과 관련하여 선형적으로 변화하고, 계산 값들이 전반적으
로 전동기의 반경에 독립적이기 때문에, 각각의 계산 영역에서의 결과값
들을 종합하는 것으로부터 전동기의 전체적인 성능을 얻을 수 있다. 
그림 4.3은 quasi-3D FEM에서 사용되는 설계변수를 나타낸다. Quasi-3D 
FEM에서 적층길이 lst는 식(4.1)과 같이 나타낸다. 
 
st out inl R R                          (4.1) 
 
여기서 Rout은 고정자 바깥쪽 반경, Rin은 고정자의 안쪽 반경이다. i번째 
계산 영역에 대한 평균 반경 Rave,i는 식(4.2)과 같이 정의한다. 
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그림 4.3 Quasi-3D FEM에서 사용되는 설계변수. 
Fig. 4.3 Design variables for quasi-3D FEM. 
 
여기서 N은 계산 영역의 개수이다. 역기전압의 계산과 같은 기본적인 
해석의 경우에는 적은 개수의 계산 영역으로도 충분하지만, 철손 해석과 
같은 비선형 특성을 고려하는 경우나 영구자석의 스큐가 적용되는 경우
에는 필요에 따라 계산 영역의 개수를 증가시켜야 한다. 









                          (4.3) 
 
여기서 P는 극 수를 의미한다. 
각각의 계산영역에 대한 영구자석의 길이 wPM,i는 극 호각에 대한 극피
치의 비율 값이 일정하면 식(4.3)을 이용하여 계산할 수 있지만, 그렇지 
않은 경우나 혹은 영구자석의 형상이 복잡한 경우에는 각각의 계산영역
에서 따로 계산해야 한다. 식(4.1)부터 식(4.3)을 이용하여 AFPM 전동기




그림 4.4 해석 모델. 
Fig. 4.4 The analysis model. 
 
표 4.1 해석 모델의 사양. 
Table 4.1 Specifications and dimension of analysis model. 
극 수 20 
슬롯 수 30 
고정자 외경 / 내경 / 높이 (mm) 280 / 150 / 71 
회전자 외경 / 내경 / 높이 (mm) 280 / 150 / 16 
 
표 4.1은 그림 4.4의 해석 모델에 관한 사양을 나타낸다. 그림 4.5와 그
림 4.6은 5개의 계산 영역에 대한 quasi-3D FEM과 3D FEM 사이의 역기
전압과 토크를 비교한 결과이다. 그림 4.4의 해석 모델의 경우 5개의 계





그림 4.5 Quasi-3D FEM과 3D FEM 사이의 무부하 해석결과 비교. 




그림 4.6 Quasi-3D FEM과 3D FEM 사이의 부하 해석결과 비교. 
Fig. 4.6 Comparison of load analysis between quasi-3D FEM and 3D FEM. 
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그림 4.7 해석 모델. 
Fig. 4.7 The analysis model. 
 
표 4.2 해석 모델의 사양. 
Table 4.2 Specifications and dimension of analysis model. 
극 수 20 
슬롯 수 30 
고정자 외경 / 내경 (mm) 280 / 150 
회전자 외경 / 내경 (mm) 280 / 150 





그림 4.7과 같이 영구자석에 비해 고정자와 회전자가 돌출될 때 기존
의 quasi-3D FEM을 적용할 수 없는 문제점이 있다. 이것은 계산영역에 
영구자석이 존재하지 않기 때문에 별도의 자속원(manetic flux source) 없
이는 특성 해석을 할 수 없기 때문이다. 따라서, 본 절에서는 이러한 문
제점을 극복할 수 있는 개선된 quasi-3D FEM을 제안한다. 
그림 4.7의 AFPM 전동기는 영구자석에 비해 회전자와 고정자가 방사
방향으로 돌출되기 때문에, 방사방향에 대한 자속밀도 변화와 함께 영구
자석 주위에서의 단부효과가 좀 더 두드러진다. 본 논문에서는 식(4.5)로 
주어지는 보정함수 C(r)를 이용하여 영구자석 내/외경 주변에서의 단부효
과를 고려하고, 이를 이용하여 영구자석을 새롭게 모델링 함으로써 
AFPM 전동기에서 영구자석에 비해 고정자와 회전자가 돌출될 때 기존
의 quasi-3D FEM을 적용할 수 없었던 문제점을 해결하고자 한다. 
 
   1 1
1
( ) tan 2( ) tan( / 2) tan 2( ) tan( / 2)i oG r r R r R 





 ( ) ( ) max ( )C r G r G r
                 
(4.5) 
 
여기서 Ri와 Ro는 각각 고정자의 안쪽/바깥쪽 반경이고, Ri ≤ r ≤ Ro 이다. 
β는 영구자석 내/외경에서 단부효과를 나타내는 변수로써 자속밀도 값의 
감소에 따른 기울기를 결정한다.  
식(4.4)의 왼쪽 항은 영구자석이 존재하지 않는 Ri ≤ r ≤ Rmi 구간에서 단
부효과를 나타내는 부분이고, 오른쪽 항은 영구자석이 존재하지 않는 
Rmo ≤ r ≤ Ro 구간에서 단부효과를 나타내는 부분이다. 여기서 Rmi와 Rmo는 
각각 영구자석의 안쪽/바깥쪽 반경이다.  
식(4.4)를 바탕으로 생성된 보정함수를 통해, 영구자석이 존재하지 않
는 Ri ≤ r ≤ Rmi 와 Rmo ≤ r ≤ Ro 구간에서 영구자석의 높이를 결정하게 된다. 
이때 영구자속의 중간 위치에서의 보정함수 값을 기준으로, 회전 자의 
위치에 따른 보정함수 값으로 영구자석의 높이가 결정된다. 하지만, 식
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(4.4)는 β값에 따라 영구자속의 중간 위치에서의 보정함수 값이 변하기 
때문에, 이 값을 1로 고정시키기 위해 식(4.4)를 식(4.4)의 크기로 나누어 
줌으로써 식(4.5)가 얻게된다. 
그림 4.8은 식(4.5)로 주어지는 보정함수 C(r)의 회전자의 위치에 따른 
분포를 나타낸다. 제안된 방법은 영구자석이 존재하지 않는 Ri ≤ r ≤ Rmi와 
Rmo ≤ r ≤ Ro 구간에서 식(4.5)를 이용하여, 회전자의 위치에 따른 상대적인 
비율 값에 따라 영구자석의 높이를 설정하고, 이것으로부터 별도의 자속
원을 생성함으로써 quasi-3D FEM이 가능하도록 한다. 
한편, 영구자석이 존재하지 않는 Ri ≤ r ≤ Rmi와 Rmo ≤ r ≤Ro 구간에서의 
계산영역 개수와 영구자석이 존재하는 Rmi ≤ r ≤ Rmo 구간에서의 계산영역 
개수를 각각 다르게 설정함으로써, 단부효과로 인한 특성을 고려하도록 
한다. 그림 4.9와 그림 4.10은 34개의 계산영역에 대한 제안된 quasi-3D 
FEM 결과와 3D FEM 사이의 역기전압과 토크를 비교한 결과이다. 그림 
4.10에서 부하 해석시 나타나는 결과의 차이는 영구자석이 존재하는 구
간(Rmi ≤ r ≤ Rmo)의 계산영역 개수를 증가 시킨다면 충분히 줄일 수 있다. 
 
 
그림 4.8 회전자의 위치에 따른 보정함수의 분포 (β=0.8). 





그림 4.9 제안된 방법과 3D FEM 사이의 무부하 해석결과 비교 (β=0.5). 





그림 4.10 제안된 방법과 3D FEM 사이의 부하 해석결과 비교 (β=0.5). 
Fig. 4.10 Comparison of results between proposed method and 3D FEM (β=0.5). 
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4.3 AFPM 전동기의 오버행 효과 
 
RFPM 전동기에서는 그림 3.1과 같이 고정자의 축 방향 길이보다 회전
자의 축 방향 길이가 긴 구조를 통해 오버행 효과를 얻을 수 있었다. 
AFPM 전동기에서는 그림 4.11과 같이 고정자의 방사(radial)방향 길이보




(a) 오버행이 없는 모델. 
 
(b) 오버행이 있는 모델. 
 
그림 4.11 오버행 구조에 의한 공극자속의 증가. 




(a) 모델 1. 
 
(b) 모델 2. 
 
(c) 모델 3. 
 
그림 4.12 해석모델. 




(a) 모델 1. 
 
(b) 모델 2. 
 
(c) 모델 3. 
 
그림 4.13 역기전압 해석 결과. 




(a) 모델 1. 
 
(b) 모델 2. 
 
(c) 모델 3. 
 
그림 4.14 토크 해석 결과. 
Fig. 4.14 Torque results. 
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표 4.3 해석 모델의 사양. 
Table 4.3 Specifications and dimension of analysis model. 
회전자 외경/ 내경 (mm) 
모델 1 280 / 150 
모델 2 284 / 148 
모델 3 285 / 150 
정격 출력 (kW) 5 
정격 토크 (Nm) 119 
정격 속도 (RPM) 400 
최고 속도 (RPM) 800 
DC link 전압 (Vdc) 300 
전기자 전류 (Apeak) 28 
상저항 (mΩ) 277 
 
본 절에서는 AFPM 전동기에 동일한 자석량을 기준으로 회전자의 내/
외경 방향에 따라 각각 다르게 오버행 길이를 적용할 때 전동기의 특성
에 미치는 영향에 대해 알아본다. 표 4.3은 그림 4.12의 해석 모델에 관
한 사양을 나타낸다. 
그림 4.12(a)의 모델 1은 오버행 구조가 없는 AFPM 전동기이다. 그림 
4.12(b)의 모델 2와 그림 4.12(c)의 모델 3은 동일한 자석량을 사용하였으
며, 모델 2는 회전자의 내/외경 방향으로 오버행 구조가 적용된 AFPM 
전동기이고, 모델 3은 회전자의 외경 방향으로만 오버행 구조가 적용된 
AFPM 전동기이다. 모델 1, 모델 2, 모델 3은 본 논문을 통해 제안된 최
적화 알고리즘을 이용한 최적 설계 과정을 통해 얻어진 모델이다. 최적 
설계와 관련된 내용은 5장에서 다루기로 한다. 
그림 4.13에서 모델 1의 역기전압 최대값은 214(V)였다. 모델 2의 역기
전압 최대값은 226(V)로써 모델 1에 비해 5.5(%) 증가하였다. 모델 3의 
역기전압 최대값은 224(V)로써 모델 1에 비해 4.6(%) 증가하였다. 
그림 4.14에서 모델 1의 기동 토크 값은 130.9(Nm)였다. 모델 2의 기동 
토크 값은 136.6(Nm)로써 모델 1에 비해 4.3(%) 증가하였다. 모델 3의 기
동 토크 값은 136.0(Nm)로써 모델 1에 비해 3.9(%) 증가하였다. 
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그림 4.15는 모델별 전류 위상각을 나타낸다. 기동 시 모델 2와 모델 3
의 전류 위상각(모델 2 : 8.0(deg), 모델 3 : 7.5(deg))이 모델 1의 전류 위상
각(모델 1 : 6.0(deg)) 에 비해 큰 것을 확인 할 수 있다. 더욱이, 최고속도
에서 모델 2의 전류 위상각(모델 1 : 55.3(deg), 모델 2 : 57.0(deg), 모델 3 : 
56.0(deg))이 가장 큰 것을 확인 할 수 있다. 
해석 결과들로부터 동일한 자석량을 사용하면서 고정자의 포화도를 고
려하여 회전자의 내/외경 방향으로 오버행 구조를 적용한 모델 2의 결과
가 가장 좋은 성능 향상을 나타낸 것을 볼 수 있다. 
 
 
그림 4.15 모델별 전류 위상각. 










제 5 장 영구자석 전동기의 최적 설계 
 
전기기기 최적화에 있어서, 설계 목적이 오직 하나이며 다른 특성을 
전혀 고려하지 않아도 되는 경우는 거의 없다[70]-[72]. 현실에서 접하는 
전기기기 최적화의 문제는 만족해야 하는 설계 목적이 서로 상충하는 문
제들이 대부분이라고 할 수 있다[71], [72]. 
많은 경우에 있어, 전기기기 최적화의 목적함수는 계산시간이 오래 걸
린다는 점과 전역 최적해(global optimal solution) 이외에 여러 개의 국소 
최적해(local optimal solutions)를 포함하는 비선형적인 특성을 갖는다[69]-
[72]. 따라서 목적함수 값이 가장 큰 전역 최적해 뿐만 아니라 목적함수
의 크기가 거의 같은 국소 최적해까지 확보하여 설계자가 원하는 최적해
를 찾는 것이 필요하다. 이것은 문제공간의 본질에 대한 통찰력을 제공
할 뿐만 아니라 제한된 조건 내에서 전역 최적해를 대체할 수 있는 해결
책(solution)을 제공하게 된다[69]. 따라서, 전기기기 설계자는 목적함수의 
값에 따라 가장 적합한 값을 선정하기 보다는 선택 가능한 다양한 범위
의 국소 최적해를 함께 고려하여 최적 값으로 채택하는 것을 선호하게 
된다[71].  
Multimodal 최적화 문제란 전역 최적해 뿐만 아니라 국소 최적해까지 
다루는 것을 의미한다[69]. 본 절에서는 영구자석 전동기의 multimodal 
최적화에 적합한 Climb method를 제안한다[75]. 제안된 알고리즘은 문제
공간에서 함수 호출을 통해 직접적으로 모든 피크들의 위치를 탐색하는 
것이 아닌 문제공간의 대리모델(metamodel)을 통해 모든 피크들의 위치
를 탐색하기 때문에, 함수 호출 횟수를 줄일 수 있고, 기존의 알고리즘들






5.1 기존의 최적화 기법 
 
유전 알고리즘(genetic algorithm : GA)은 다윈이 주장한 자연 진화의 법
칙인 적자생존(survival and fittest)과 자연 선택(natural selection)의 원리를 
토대로 정립된 최적화 알고리즘이다[85]-[93]. John holland와 그의 연구진
들이 기존의 GA에 대한 연구를 종합, 체계화시키며 학문으로 발전했다
[85]. 자연 진화의 법칙에 따라 무리를 이루고 살아가는 생명체들은 환경
에 적합한 형질을 가진 개체(individual)가 생존할 확률을 크게 가지며 개
체간의 교배(crossover)와 변이(mutation)의 과정을 통해 환경에 적합한 방
향으로 진화해 나가고, 부적합한 방향으로 진화된 개체들은 도태되어 사
라지게 된다. 여러 세대(generation)를 거치며 이루어진 진화의 과정 속에
서, 결국은 주어진 환경에 적합한 형질의 개체만이 생존하게 될 것이다. 
GA는 이러한 생명체의 자연 진화의 법칙을 일반적인 문제의 최적화에 
적용한 방법을 나타내며, 전기기기 최적화의 경우에는 개체에 해당하는 
설계점이 목적함수에 해당하는 적합성(fitness)에 따라 진화의 과정을 토
대로 설계점들을 좋은 방향으로 이끌어 나가게 되는 것을 의미한다[87]-
[93]. Niching genetic algorithm(NGA)는 GA의 특성에 생태계의 니체(niche) 
개념을 도입하여 문제공간에서 여러 해를 병렬적으로 찾을 수 있도록 제
안된 방법을 말한다[87], [88]. 자연 생태계에서 비슷한 성질을 가진 개체
들의 집합인 종(specie)들은 자신만의 영역과 역할을 지니고 있는데 이것
을 니체라고 한다. 니체는 자신의 영역에 해당하는 니체 반경(niche radius)
과 함께 그 영역 내에 존재하는 개체들을 판별해야 한다. Multimodal 최
적화의 입장에서 볼 때 니체는 국소 최적점에 해당하고 니체 반경 내의 
종들은 개체(individual)에 해당한다. NGA의 경우 탐색 시간을 줄이기 위
해 통상적으로 니체 반경이 모든 탐색 방향에 대해 대칭이라는 가정을 
하고 계산하기 때문에, 비 대칭적인 형상을 갖는 문제공간에서 피크를 
탐색하는데 있어 실패하는 경우가 종종 발생한다[87]. 새로운 개체들을 
니체 반경으로 불러들여 기존의 니체를 유지하거나 혹은 새로운 니체로 
인식하여 니체 반경을 보수하는 작업들은 비교적 많은 함수 호출뿐만 아
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니라 알고리즘에서 요구하는 계산량의 증가를 가져오게 되고, 이것은 다
수의 국소 최적점을 찾을 수 있다는 NGA의 장점을 무색하게 한다. 특히, 
목적함수 값을 계산하기 위해 FEM을 이용해야 하는 전기기기 최적설계 
문제의 경우에는, 많은 함수 호출을 요구하는 NGA가 불리하게 적용될 
수 있다 
 
5.2 Climb method 
 
GA나 진화 전략(evolution strategy : ES)과 같은 생태계를 모방하여 만든 
최적화 알고리즘은 구현이 간단하고, 여러 가지 응용분야의 적용에 있어 
유연하기 때문에 그동안 폭 넓은 분야에서 사용되어 왔다[86]-[96]. GA나 
진화 전략은 전역 최적해를 포함하는 임의의 개수의 피크를 찾을 수 있
는 특징이 있다[96]. 그러나, 여러 개의 피크를 찾기 위해서는 전기기기 
최적화 문제에 적용하는데 있어 가장 큰 단점으로 작용하는 함수 호출의 
증가로부터 발생한다[96].  
전기기기 최적화 문제에 있어 효율적인 알고리즘이란 목적함수 값을 
최대로 만드는 값을 적은 함수 호출을 통해 빠르고 정확하게 찾아주는 
것이라 할 수 있다[96]. 본 절에서는 지도화(mapping)되지 않은 미지의 
산(mountain)을 등반(climb)하는 것으로부터 영감을 받은 새로운 알고리즘
을 제안한다[75]. 제안된 방법의 주요한 특징으로는 알고리즘에 의해 요
구하는 함수호출 횟수와 함께 계산량을 줄이면서 수렴 특성을 개선한 것
이다. 
제안된 알고리즘은 알고리즘의 구현에 있어서 산(mountain)을 오르는 
것을 모방한다. 여기서, 정상(peak)을 향해 올라가야 할 산은 문제공간
(problem domain)을, 산의 가장 높은 봉우리는 최적해(optimum)를 의미한
다. 이러한 연속성으로부터 제안된 방법을 Climb method라 한다[75]. 
기본적으로 Climb method는 등고선을 기반으로 구현한다. 문제공간에 
대한 대리모델(metamodel)의 구현에 있어 Kriging method[58]를 이용하며, 
개체의 진화에 있어서는 ES의 변이 연산자(mutation operator)[94]-[96]를 
이용하기 때문에 기존의 하이브리드 최적화 기법들의 접근 방법과 비교
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하여 좀 더 직관적인 수렴특성을 나타낸다. 
Climb method의 상세한 구현 과정은 다음과 같다. 
 
Step 0. 초기화 
 
다음과 같은 파라미터 값들을 초기화 한다. 
 
min   설계 변수의 최소 변화 값 
max   설계 변수의 최대 변화 값 
i     i번째 설계 변수의 변화 범위 
init   i 의 초기 값 
 
Step 1. 초기 개체의 생성 
 
문제공간 내에서 초기 개체를 랜덤(random)하게 생성한다. 
 
Step 2. 대리모델과 등고선의 생성 
 
먼저, 초기 개체군을 이용하여 대리모델을 구성하고, 이것으로부터 얻
어진 정보들을 통해 등고선을 생성하게 된다. 등고선을 생성하기 위해서
는 문제공간 내에 개체들의 공간적인 분포(spatial distribution)가 필요하고, 
이러한 개체들은 실제 함수 호출에 의한 값(evaluation)을 통해 만들어 질 
수 있다. 하지만, 제안된 방법은 등고선을 구성하기 위해 실제 함수 호출
을 통해 개체들을 생성하는 방법 대신에, 이미 알려진 값들(samples)을 
통해 Kriging method에 의해 보간된 값들로부터 공간적인 배열(spatial 






Step 3. Hassle free 영역의 구성 
 
 
그림 5.1 등고면 내에 포함된 영역의 생성. 
Fig. 5.1 The construction of a domain involved in the level surface. 
 
대리 모델은 미리 정의된 격자공간(lattice region) 내에서 구성된다. 그
러나 등고선상의 같은 수준(level)의 지점(point)들을 연결한 모든 선들이 
격자 위에 놓이지는 않는다. 이것은 등고면(level surface) 내에 포함된 
Hassle free 영역(domain)을 구성하게 하여 그 영역 내에서의 국소 최적점
(local optimum)을 찾도록 도와준다. 그림 5.1은 위에서 설명한 Hassle free 
영역을 생성하는 방법을 나타낸다. 
 
Step 4. 국소 최적점의 타당성 판별 
 
국소 최적해를 판단하기 위하여, 각각의 Hassle free 영역에서의 피크 
값과 등고선의 수준 값을 서로 비교하게 된다. Hassle free 영역에서의 피
크 값이 등고선의 수준 값보다 크다면, 피크 값에 해당하는 지점은 해당
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하는 등고선에서의 국소 최적점이 되고, 그 지점에서의 히트(hit) 수를 증
가 시키게 된다. 그림 5.2와 같이 인접한 등고선에 특정한 지점을 반복적
으로 히트한다면, 그 지점은 그 지점을 둘러싸는 등고선 그룹내에서의 
국소 최적점을 의미하게 된다. 
하지만 이런 식으로 계산된 국소 최적해는 실제 목적함수를 통해 계산
된 값이 아닌 Kriging method에 의해 추정된 값이 될 수 있기 때문에 실
질적인 국소 최적해 라고 볼 수는 없다. 해당 위치에서의 목적함수 값이 
실제 함수 호출을 통해 계산되고, Kriging method에 의해 추정된 값과의 
비교를 통해 국소 최적해로써의 자격이 있는지 없는지에 대해 판단 할 
수 있게 된다. 그림 5.3은 위에서 언급한 내용에 대한 설명을 나타낸다. 
 
 
그림 5.2 등고면 내에 포함된 영역에서 국소 최점적의 예측. 






그림 5.3 추정된 값과 계산된 값 사이의 차이. 







그림 5.4 국소 최적해의 타당성을 설명하기 위한 개략도. (a) 비선형적인 
특성을 나타내는 문제 공간 내에서의 국소 최적점. (b) 히트 수에 따라 
국소 최적해의 유효성을 체크. 





한편, NGA와 같은 기존의 알고리즘들은 초기화 단계에서 니체 반경과 
같은 평가영역의 크기를 결정해줘야 한다[87], [88]. 그러나, 목적함수의 
형태는 전혀 알 수 없기 때문에 사용자의 경험을 필요로 하거나, 수많은 
경험을 토대로 결정한다고 해도 문제에 따라 종속적(problem dependent)으
로 변하기 때문에 매번 새로운 값으로 바꿔줘야 한다[87]. 하지만 제안된 
알고리즘은 평가영역의 개수와 범위가 세대(iteration)에 따라 자동적으로 
변화되기 때문에 초기화 단계에서 이러한 값들을 결정할 필요가 없다. 
더욱이, 제안된 알고리즘은 유효그룹의 개수가 N개 일 때 N개의 국소 
최적해를 찾을 수 있는 독특한 장점이 있다. 여기서 유효그룹이란 동일
한 피크점을 둘러싸는 등고선들로부터 만들어지는 영역을 의미한다[75]. 
따라서, 현재 세대를 구성하는 이미 알려진 값들 만으로도 현재 세대에
서의 전역 최적해 뿐만 아니라 국소 최적해 까지 모두 찾을 수 있게된다. 
한편, 목적함수가 비선형적인 특성을 나타내는 전기기기 최적화 문제
의 경우에 국소 최적해를 분간해 내기가 어렵다. 그러나, 제안된 알고리
즘은 유효그룹에서의 히트 수에 따라 국소 최적해의 유효성을 결정하게 
되고, 충분한 자격이 있는 국소 최적해들을 최적해로써 인정하게 된다. 
그림 5.4는 위에서 설명한 과정을 나타낸다. 
 
Step 5. 자식 개체의 생성 
 
임의로 생성된 n개의 개체 중에서 μ개의 개체가 자식 개체를 생성하기 
위한 구성원으로써 선택된다. 자식 개체를 생성하는데 참여하지 못한 나
머지 개체들은 대리모델을 업데이트 하기 위해 보존된다. 
일반적인 최적화 알고리즘에서는[85], [87], [96] 우수한 적합도를 가진 
개체들만이 진화의 과정 속에 참여하게 되고 나머지 개체들은 모두 배제
된다. 하지만, 제안된 알고리즘에서는 종료 조건을 만족할 때까지 세대를 
거듭하는 동안 얻어진 모든 개체들의 정보들을 사용하게 된다. 따라서, 
최적화 과정 중에 생성된 개체들이 세대를 거듭할 수록 증가함에 따라 
대리모델의 품질(quality)은 향상되고, 수렴 속도는 증가하게 된다. 그림 
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비록, 제안된 알고리즘이 모든 피크 값들을 찾을 수 있지만, Kriging 
method를 이용하여 보간된 값들이 격자 영역 위에 놓이게 되기 때문에, 
정확한 피크의 위치를 찾을 수 없는 문제점이 있다. 여기서, 추정된 피크
의 위치와 실제 피크의 위치 사이의 차이는 격자의 간격에 따라 달라진
다. 격자의 간격이 매우 작아 질 수 있지만, 이것은 메모리 크기에 의해 
제한된다. 이러한 문제를 해결하기 위해, 제안된 알고리즘에서는 ES의 
애닐링 연산자를 채택한다[75]. 가령, 평가영역 내에서 국소 최적해의 값
이 개선되는 경우에는 설계 변수를 설계 변수 변화율로 나누어 줌으로써 




(a) 개체 수 49개.                  (b)개체 수 65개. 
 
 
그림 5.5 개체 수에 따른 대리 모델의 품질. 




만약, 그렇지 않은 경우에는 설계 변수를 설계 변수 변화율로 곱해 줌
으로써 설계 변수의 변화를 감소시키게 된다. 새롭게 생성된 평가영역에 
대해서는 변수 변화에 관한 초기 변화 범위를 init으로 설정하게 된다. 
 
Step 6. 쉐이킹 
 
λ개의 개체가 평가영역 밖의 임의의 공간에서 랜덤하게 발생하여, 대
리모델의 품질을 향상 시킨다. 
 
Step 7. 수렴성 체크 
 
위의 과정들이 종료조건을 만족할 때까지 반복된다. 
 
5.3 다변수 최적화 문제에서의 Climb method 
 
다변수를 고려하는 최적화 문제의 경우에는 다음과 같은 과정을 통해 
Climb method를 적용 할 수 있다. 먼저, 문제공간에서 미리 정의된 격자 
영역에서 Kriging method를 통해 공간적인 값들의 분포를 얻게 된다. 
Climb method는 기본적으로 2차원에서 구현되기 때문에 등고선 내에 포
함된 Hassle free 영역을 쉽게 구성할 수 있고, 그 영역 내에서의 국소 최
적점을 빠르게 찾을 수 있었다. 하지만, 고차원 공간 상에서는 동일한 수
준 값을 갖는 등고영역(level region)을 구성하는 것이 쉽지 않고, 등고영
역 내의 Hassle free 영역을 분리하는 것이 쉽지 않다. 따라서, 고차원 문
제에 Climb method를 적용하기 위해서는 문제 공간을 별도의 단면
(senction)으로 나누어 낮은 차원의 문제로 바꾸게 되고, 각각의 단면에 
대해 등고선을 구성하게 된다. 그림 5.6(a)부터 그림 5.6(c)까지는 3개의 
설계 변수가 고려 될 때 z, x, y 축을 따라 xy, yz, zx 평면 상에서 생성된 
등고선을 보여 주고, 그림 5.6(d)는 모든 등고선들이 수준 값에 따라 그












그림 5.6 등고선. (a) z축을 따르는 xy 평명상의 등고선. (b) x축을 따르는 
yz 평명상의 등고선. (c) y축을 따르는 zx 평명상의 등고선. (d) 등고영역. 
Fig. 5.6 Level curves. (a) Level curves on the xy plane along the z axis. (b) Level 
curves on the yz plane along the x axis. (c) Level curves on the zx plane along the y 






그림 5.7 등고영역의 분리. 




그림 5.8 등고영역에 포함된 공간 배열 내에서의 국소 최적점의 예측. 
Fig. 5.8 The estimation of local peaks in a space matrix involved in level group. 
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등고영역이 구성되면 각각의 영역들은 그림 5.7과 같이 수준에 따라 
분리가 된다. 각각의 등고영역은 국소 최적점을 포함할 수 있는 특별한 
공간으로 고려된다. 각각의 등고 영역에서 국소 최적점을 찾기 위해서는 
그림 5.8과 같이 등고영역 내에 포함된 공간 배열(spatial matrix)을 구성해
야 한다. 공간 배열은 각각의 단면에 대한 등고선 구성시 수준 값에 따
라 Hassle free 영역을 구성한뒤, 최종적으로 수준 값에 따라 Hassle free 
영역을 종합함으로써 구성하게 된다. 
등고영역에서의 국소 최적점을 찾기 위해서는 등고영역의 수준 값과 
공간 배열 내의 최대 혹은 최소값을 서로 비교함으로써 찾을 수 있다. 
국소 최적점의 타당성은 앞서 Climb method에서 이용했던 방법을 이용하




















5.4 시범 함수를 이용한 제안된 방법의 검증 
 
제안된 알고리즘의 검증을 위해 식(5.2)의 수학적 함수를 이용하였다. 
 
   2 250 ( 5) 5cos 2 ( 5) ( 5) 5cos 2 ( 5) , 2.5 , 7.5f x x y y x y              (5.2)
 
 
그림 5.9는 25개의 국소 최적점을 가지는 시범 함수의 형상을 보여 주




그림 5.9 시범함수. 





(a) Iteration 0. 
 
(b) Contour map in (a). 
 
(c) Iteration 7. 
 
(d) Contour map in (c). 
 
(e) Iteration 29. 
 
(f) Contour map in (e). 
 
그림 5.10 시범 함수의 최적화 과정. 
Fig. 5.10 Optimization process for a test function. 
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표 5.1 시범 함수를 실행하기 위한 조건. 
Table 5.1 Conditions to execute the test function. 
전체 반복 횟수 300 
설계 변수의 최소 변화 값 min 0.001 
설계 변수의 최대 변화 값 max 0.8 
 
표 5.2 제안된 알고리즘과 기존 알고리즘과의 비교. 
Table 5.2 Comparison between the proposed method and conventional ones. 
 NGA Auto tuning NGA Climb method 
피크의 개수 25 25 25 
탐색된 피크의 수 25 25 25 
함수호출 횟 수 7890 4961 294 
수렴율 (%) 92.0 98.2 99.2 
 
표 5.1은 시범 함수를 실행하는데 필요한 기본 조건을 보여 준다. 제안
된 알고리즘의 성능을 검증하기 위해 multimodal 최적화 방법에 널리 쓰
이는 니칭 알고리즘(NGA와 Auto tuning NGA)과 성능을 비교하였다. 표 
5.2는 제안된 방법과 니칭 알고리즘과의 최적화 결과를 정리하여 나타내
었다. 여기서, 수렴율은 500회 수행했을 때의 결과 값이다. 
NGA가 좋은 결과를 얻기 위해서는 최적화 수행 이전에 최적의 니체 
반경을 설정해 줘야 한다. 만약 니체 반경이 너무 크거나 혹은 너무 작
으면 국소 최적해를 정확하게 찾을 수 없게 된다. Auto tuning NGA가 니
체 반경을 자동적으로 조절 하더라도, 니체 반경을 유지하고 보수하여 
평가 영역을 보존하거나 확장해야 하기 때문에, 추가적인 함수 호출을 
요구하게 된다. 또한, Auto tuning NGA는 문제 공간에서 새로운 피크를 탐
색 시 모든 방향에 대해 니체 반경을 조절해야 하므로 많은 함수 호출을 
요구하게 된다. 하지만 제안된 방법에서는 평가 영역의 범위나 개수가 
알고리즘의 반복 횟수(iteration)에 따라 스스로 조절되기 때문에 니체 반
경을 설정해야 되는 것과 같은 변수 종속(parameter dependent) 문제에서 
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벗어날 수 있다. 
테이블 5.2로부터 제안한 방법이 기존의 multimodal 최적화 방법들에 
비해 수렴율에서 약간 개선이 있었지만, 함수 호출 횟수를 감소시켜 목
적함수 값들을 빠르게 찾을 수 있는 것을 확인 할 수 있다. 
 
5.5 AFPM 전동기의 최적 설계 
 
본 절에서는 앞서 제시하였던 Climb method를 이용하여 AFPM 전동기
의 최적설계를 수행하였다. 표 5.3은 시험용 전동기의 기본 설계 사양을 
나타낸다. 
5.5.1절에서는 오버행 구조가 없는 AFPM 전동기의 코깅토크 최적화를 
수행한다. 본 연구에서 적용된 AFPM 전동기는 제작 시 고정자 권선의 
삽입이 용의하도록 폴 슈(pole shoe)가 없는 형태의 평행 슬롯(parallel slot)
을 채택하였다. 따라서, 코깅토크와 토크리플이 큰 단점이 있기 때문에
[68], 코깅토크를 목적함수로 설정하고 다른 주요한 특성들은 제한조건으
로 고려하였다. 5.5.2절에서는 5.5.1절로부터 얻어진 모델로부터 최고속도
에서의 출력을 최대로 하는 최적의 오버행 길이를 Climb method를 이용
하여 결정하였다.  
 
표 5.3 시험용 전동기의 기본 설계 사양. 
Table 5.3 Design specification of test AFPM motor. 
극 수 / 슬롯 수  20 / 30 
공극길이 (mm) 1.5 
정격 토크 (Nm) 119 
정격 출력 (kW) 5 
정격 속도 (RPM) 400 
최고 속도 (RPM) 800 
DC link 전압 (Vdc) 300 
최대 전류 (Apeak) 28 
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5.5.1 AFPM 전동기의 코깅토크 최적화 
 
AFPM 전동기의 코깅토크(cogging torque)를 최소화 시키기 위한 다양한 
기법들이 존재한다[97]-[99]. 하지만, 이러한 기법들은 기본적으로 RFPM 
전동기의 코깅토크를 최소화 시키기 위해 개발되었던 방법들이다[97]-
[111]. 따라서, 이러한 기법들이 AFPM 전동기에 적용될 때, 코깅토크가 
최소화 되지 않는 문제점들이 있다.  
RFPM 전동기에서 코깅토크를 최소화 시키기 위한 최적의 영구자석 
극호각(pole arc) αm은 식(5.3)과 같다. 
 
αm = (N - k) / N,  k = 1, 2, 3 ... N - 1               (5.3) 
 
여기서 N = Nc / p 이고, p는 극 수, Nc는 극 수 p와 슬롯 수 Ns의 최소 
공배수(least common multiple)이다. AFPM 전동기에서 코깅토크를 최소화 
시키기 위한 영구자석의 극호각 αm은 영구자석의 내/외경에서의 누설자
속에 의한 영향으로 인해 이보다 약간 큰 값을 갖게 된다[75]. 
RFPM 전동기에서 코깅토크를 최소화 시키는 스큐각(skew angle)은 다
음과 같다. 
 
θoptimum skew  = 2π / Nc                      (5.4) 
 
θoptimum skew  = 2π / Ns                      (5.5) 
 
코깅토크를 최소화 시키는 스큐각은 극 당 분수 슬롯 Nc을 갖는 경우
에는 식(5.4)와 같고, 극 당 정수 슬롯 Ns을 갖는 경우에는 식(5.5)와 같다. 
이때, 극 당 슬롯 수가 정수인 경우에는 Nc = Ns가 된다. 하지만, AFPM 
전동기에서 최적의 스큐각은 영구자석의 내/외경에서의 누설자속에 의한 
영향으로 식(5.4)와 식(5.5)와는 다른 값을 갖게 된다[75].  
더욱이, 본 논문에서의 해석 결과로부터, 영구자석에 스큐를 적용하는 
것이 반드시 코깅토크를 감소 시키지 않는 것을 확인 할 수 있다. 그림 
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5.11과 같이, 특정 극피치에 대한 극호각의 조합(pole arc/pole pitch ratio)에
서는 영구자석에 스큐를 적용하는 것이 오히려 코깅토크를 증가시키는 
것을 확인 할 수 있다. 
한편, 본 논문에서 적용된 AFPM 전동기의 경우, 제작 시 고정자 권선
의 삽입이 용의하도록 폴 슈가 없는 형태의 평행 슬롯을 채택하였다. 이
런 경우에는 고정자 내/외경에서의 슬롯 피치에 대한 슬롯 개방구(slot 
opening)의 비율 값이 달라지게 되기 때문에, 코깅 토크는 AFPM 전동기
의 내/외경 에서 서로 다른 값을 갖게 되며, 슬롯 개방구의 길이가 코깅
토크 값에 매우 큰 영향을 미치게 된다. 
따라서, 코깅토크 최소화를 위해 영구자석의 스큐각, 극피치에 대한 극
호각의 비율, 영구자석의 길이 그리고 슬롯 개방구의 길이가 설계변수로 
선정된다. AFPM 전동기의 코깅토크 최소화를 위한 설계변수가 그림 5.12




그림 5.11 코깅토크 맵. 
Fig. 5.11 Contour plot of the cogging torque. 
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표 5.4 AFPM 전동기의 초기 사양. 
Table 5.4 Specification of reference AFPM motor. 
극호각 / 극피치, αm / α 0.8 
스큐각 θskew (rad) 0 
슬롯 개방구 길이 Sw (mm) 12 




그림 5.12 설계변수. 
Fig. 5.12 Design variables : Slot opening width Sw, Pole-arc αm to pole-pitch α ratio, 
Magnet skewing (Magnet ABCD is skewed to ABC'D') and Magnet width mw. 
 
표 5.4는 AFPM 전동기의 초기 모델에 대한 주요 사양을 나타내었다. 
최적화 결과로부터 코깅토크 값들이 서로 비슷하다면 역기전압의 THD
가 낮은 값을 선택하도록 한다. 역기전압의 THD는 영구자석의 자속이 
토크에 얼마나 효과적으로 기여하는지를 나타내는 척도가 되며, 역기전
압의 고조파 성분들이 철손과 같은 부가적인 손실을 발생시키기 때문에 
THD가 작을수록 좋다. 
먼저 코깅토크가 낮은 값들을 후보해로 선정한 뒤, 역기전압의 THD를 
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계산하였다. 표 5.5는 3개의 후보해에 대한 결과를 나타낸다. 후보해 2가 
가장 낮은 코깅토크 값을 가지며 역기전압 THD 값이 가장 낮기 때문에 
이것을 최종해로써 선정하였다. 후보해 2는 초기모델에서 계산된 코깅토
크 값에 약 30% 감소된 6(Nm)의 코깅토크 값을 발생시켰다. 그림 5.13은
코깅토크 결과에 대한 비교를 나타낸다. 
 
표 5.5 최적화 결과. 
Table 5.5 Optimization results. 
 후보 1 후보 2 후보 3 
극호각 / 극피치 αm/α 0.85 0.79 0.77 
스큐각 θskew (rad) 0.55 0.75 0.52 
슬롯 개방구 길이 Sw (mm) 8.9 10 9.7 
자석길이 mw (mm) 62.2 64.7 63.3 
Peak-to-peak cogging torque (Nm) 15.2 10.8 13.3 
THD (%) 9.5 6.1 8.2 
 
 
그림 5.13 코깅토크 파형의 비교. 
Fig. 5.13 Comparison result of cogging torque waveform. 
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5.5.2 AFPM 전동기의 오버행 길이 최적화 
 
AFPM 전동기의 성능 중에서 기동토크나 속도에 따른 출력등이 주요
한 설계 목적이 된다. 본 연구에서는 최고속도에서의 출력이 요구 출력
의 25(%)가 넘도록 목적함수로 설정하고, 다른 주요한 특성들은 제한 조
건으로 고려하였다.  
한편, AFPM 전동기는 고정자의 방사방향 길이보다 회전자의 방사 방
향 길이가 긴 구조를 통해, 오버행 구조를 얻게된다. AFPM 전동기는 회
전자의 내/외경 방향에서의 포화도와 누설자속에 대한 영향이 다르기 때
문에, 오버행 길이를 내/외경 방향에 대해 다르게 적용할 수 있다. 본 절
에서, 모델 1은 오버행 구조가 없는 표 5.5의 후보해 2의 AFPM 전동기
를, 모델 2는 모델 1의 회전자 내/외경 방향으로 오버행 구조가 적용된 
AFMP 전동기를, 모델 3은 모델 1의 회전자 외경 방향으로만 오버행 구
조가 적용된 AFPM 전동기를 의미한다.   
본 절에서는 모델 2가 최고속도에서의 출력이 목적함수 값을 만족하도
록 최적의 오버행 길이를 결정한다. 그림 5.14는 설계 변수를 나타내고. 
표 5.3은 시험용 전동기의 기본 설계 사양을 나타낸다. 
 
 
그림 5.14 설계변수. 
Fig. 5.14 Design variables. 
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먼저, 오버행 길이를 회전자 외경 방향으로만 적용한 모델 3이 목적함
수 값을 만족하는 오버행 길이를 찾도록 한다. 모델 3이 목적함수 값을 
만족하는 조건은 오버행 길이 l2가 5mm 일때 출력이 6283.2(W)였다. 모
델 3에서 오버행 구조에 의해 모델 1에 비해 증가된 자석량과 동일한 자
석량을 바탕으로 모델 2에 적용하여 최적의 오버행 길이 l1과 l2의 조합




그림 5.15 AFPM 전동기의 최적화 과정. 




최적화 결과로부터, 최고속도에서의 출력 값들이 서로 비슷하다면, 토
크리플이 낮은 값을 선택하도록 한다. 토크리플은 전동기 설계시 특별한 
요구 제한치가 없으며, 실제로 정격토크의 어느 범위까지 낮추어야 하는
지에 대한 기준을 마련하기 어렵다. 다만, 토크리플이 지나치게 크면 전
동기의 기동을 어렵게 하고 소음과 진동의 원인이 될 수 있기 때문에[5], 
토크리플은 첨두치 간(peak to peak)의 차이를 기준으로 평균토크의 10(%)
이하로 제한하였다. 
그림 5.15는 AFPM 전동기의 최적화 과정을 나타낸다. 최적화 과정으
로부터 도출된 해석 결과가 제한 사항을 넘지 못하는 경우에도 Climeb 
method를 적용하게 된다. 일반적인 최적화 알고리즘에서는 해석 결과가 
설계자가 지정한 요구사항을 넘지 못하면 적합도를 '0'으로 하여, 최적화 
과정에 참여 할 수 없게 만든다[6]. 하지만, 제안된 설계과정에서는 종료 
조건을 만족할 때까지 세대를 거듭하는 동안 얻어진 모든 정보들이 목적
함수 대리모델의 품질을 향상 시켜, 수렴 속도를 증가 시키도록 한다. 
표 5.6는 3개의 후보해에 대한 결과를 나타낸다. 후보해 2가 가장 높은 
출력 값을 갖지만 토크리플이 가장 높기 때문에, 후보해 3을 최종해로써 
선정하였다. 후보해 3은 정격토크에 비해 27.3(%) 증가된, 모델 1에 비해 
4.1(%) 증가된, 모델 3에 비해 1.3(%) 증가된 출력을 나타내었다. 
 
표 5.6 최적화 결과. 
Table 5.6 Optimization results. 
 후보 1 후보 2 후보 3 
 l1 (mm) 0.5 1.6 2.0 
l2 (mm) 4.7 4.2 4.0 
출력 (W) 6283.2 6384.1 6366.9 
토크 (Nm) 75.0 76.2 76.0 




제 6 장 시험용 전동기의 설계, 제작 및 실험 
 
본 연구에서 제안된 해석기법과 최적화 알고리즘과 결합된 설계전략을 
검증하기 위하여 2대의 시험용 전동기를 설계, 제작 및 실험하였다. 
 
6.1 시험용 RFPM 전동기 
 
시험용 RFPM 전동기의 상세 설계 사양은 표 6.1에 나타내었고, 전동




그림 6.1 시험용 RFPM 전동기의 단면도. 












그림 6.2 시험용 전동기. 




표 6.1 시험용 전동기의 기본 설계 사양. 
Table 6.1 Design specifications of test RFPM motor. 
극 수 4 
슬롯 수 24 
정격 속도 (RPM) 1700 
정격 출력 (W) 500 
코어 재질 S18 
고정자 내경 / 외경 (mm) 75.0 / 120.0 
회전자 내경 / 외경 (mm) 40.0 / 73.6 
고정자 적층 길이 (mm) 65 
공극 길이 (mm) 0.7 
 
그림 6.2에 제작된 시험용 전동기를 나타내었다. 제안된 해석기법과 함
께 제시된 오버행 구조를 검증하고자, 고정자 1개와 서로 다른 형상을 
갖는 회전자 3개를 제작하여 실험을 수행하였다. 모델 1은 오버행 구조
가 없는 모델을 나타내며, 전동기 내부에서 사용된 영구자석은 페라이트 
자석(Br=0.47(T))으로 이루어져 있다. 모델 2는 5(mm) 오버행 구조를 갖
지만, 고정자 적층 구간 밖으로 돌출된 부분의 영구자석이 전동기 내부
에서 사용된 영구자석과 동일한 페라이트 자석(Br=0.47(T))으로 이루어져 
있다. 모델 3은 5(mm) 오버행 구조를 갖지만, 고정자 적층 구간 밖으로 
돌출된 부분의 영구자석이 희토류 자석 (Br=1.2(T))으로 이루어져 있고 











6.1.1 해석결과와 실험결과의 비교 
 
본 절에서는 시험용 전동기의 해석결과와 실험결과를 비교하고자 한다. 
그림 6.3은 시험용 세트를 보여준다. 부하 해석시 모델 2의 불가역 감자
가 예상되기 때문에 실험은 무부하 조건에서 실시하였다. 
그림 6.4부터 그림 6.6에 1000(RPM) 구동 시 역기전압 파형의 해석 및 
실험결과를 제시하였다. 모델 1에서의 선간 피크전압은 14.89(V)였다. 모
델 2에서의 선간 피크전압은 15.73(V)로써, 모델 1에 비해 약 5.7(%) 증
가하였다. 모델 3에서의 선간 피크전압은 18.19(V)로써, 모델 1에 비해 
약 22.2(%), 모델 2에 비해 약 15.6(%) 증가 하였다. 해석결과와 실험결과
가 서로간에 오차 없이 매우 유사함을 알 수 있으며, 이는 전동기의 형
상과 재질 데이터가 제대로 반영되고 있음을 알 수 있다.  
제작은 (주)지성테크에서 담당하였으며 설계 시 적용했던 재질 특성과 
동일한 철심과 자석을 시제품에 적용하였다. 
 
 
그림 6.3 시험용 세트. 













그림 6.4 모델 1의 역기전압 결과. 














그림 6.5 모델 2의 역기전압 결과. 















그림 6.6 모델 3의 역기전압 결과. 






6.2 시험용 AFPM 전동기 
 
시험용 전동기의 요구 사항은 최대 속도 800(RPM)에서 최대 출력 
5(kW)를 만족하는 AFPM 전동기의 개발이다. 시험용 AFPM 전동기의 상
세 설계 사양은 표 6.2에 나타내었고, 그림 6.7은 시험용 전동기의 조립
도를 나타낸다.  
제작은 (주)지성테크에서 담당하였으며 설계 시 적용했던 재질 특성과 
동일한 철심과 자석을 시제품에 적용하였다. 
 
표 6.2 시험용 전동기의 기본 설계 사양. 
Table 6.2 Design specifications of test AFPM motor. 
구 분 설계사양 
공통 
극 수 / 슬롯 수 20 / 30 
공극길이 (mm) 1.5 mm 
DC link 전압 (Vdc) 300 
코 어 PN08 
회전자 
회전자 외경 / 내경 
모델 1 280 / 150 
모델 2 284 / 148 
모델 3 285 / 150 
영구자석 NdFeB(Shinetsu N36Z) 
고정자 코일 
코일 직경 (mm) 2.2 










그림 6.7 시험용 AFPM 전동기의 조립도. 







그림 6.8 시험용 AFPM 전동기. 
Fig. 6.8 Test AFPM motor. 
 
시험용 AFPM 전동기의 오버행 구조에 따른 성능을 검증하고자, 1개의 
고정자와 서로 다른 내/외경을 갖는 3개의 회전자를 제작하여 실험을 하
였다. 그림 6.8은 시험용 전동기의 형상을 나타낸다. 
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그림 6.9는 시험용 세트를 나타낸다. 그림 6.10부터 그림 6.12에 
400(RPM)으로 회전 시 역기전압 해석결과와 실험결과를 비교하였다. 상
전압은 모델 1의 경우 126.6(V), 모델 2의 경우 133.8(V), 모델 3의 경우 
132.7(V)로 측정 되었으며, 해석결과와 실험결과가 매우 유사함을 볼 수 
있다. 이는 전동기의 형상 및 재질 특성을 해석에서 정확히 반영하고 있




그림 6.9 시험용 세트. 














그림 6.10 모델 1의 역기전압 결과. 

















그림 6.11 모델 2의 역기전압 결과. 

















그림 6.12 모델 3의 역기전압 결과. 










그림 6.13 상저항 측정. 
Fig. 6.13 Measurement of pahse resistance. 
 
해석결과는 289(mΩ)으로 계산되었고, 실험결과는 277(mΩ)으로 측정되
었다. 기기 설계단계에서 단부권선을 모델링하여 형상을 충분히 고려하
였기 때문에 서로간의 결과가 거의 유사함을 확인 할 수 있다. 
 
(3) 토크 및 출력 
 
그림 6.14로부터 세 가지 모델에 대해 기저속도 400(RPM)에서 요구조
건인 119(Nm) 이상을 모두 만족하는 것을 볼 수 있다. 또한 세 가지 모
델에 대해 최고속도 800(RPM)에서 요구 조건인 5(kW) 이상을 모두 만족
하는 것을 확인 할 수 있다. 
오버행이 적용되지 않은 모델 1에 비해 오버행이 적용된 모델의 경우 
토크와 출력면에서 18(%) 이상의 여유를 갖는 것을 확인 할 수 있다. 동
일한 자석량을 사용하면서, 고정자의 포화도를 고려하여 회전자의 내경
과 외경을 적절히 조절하여 오버행을 적용한 모델 2의 결과가 가장 좋은 






그림 6.14 해석과 실험결과의 비교. 
Fig. 6.14 Comparison between analysis and experiment. 
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세 가지 모델에 대해 해석과 실험결과 사이의 오차가 존재하는 것을 
확인 할 수 있었다. 오차의 원인으로는 벨트 구동방식에 의한 구동모터
의 토크 값을 통해 AFPM 전동기의 토크 값을 계산하기 때문에 속도에 
따른 벨트의 영향을 고려해 볼 수 있다. 회전자는 적층이 고려되지 않은 
통 솔리드 형태에서 제작이 되었고, 고정자의 재질(PN08)과는 다른 재질
(S45C)을 사용했기 때문에 부하해석 시 철심의 비선형적인 포화 특성에 
의해 성능의 차이를 가져온 것으로 추측해 볼 수 있다.시험용 전동기의 
고정자 슬롯은 분할코어 방식으로 제작 되었다. 시뮬레이션에서는 분할 
코어를 모델링 할 수 없기 때문에 부하해석 시 철심의 비선형적인 특성






















제 7 장 결론 및 향후 연구 
7.1 결론 
 
본 논문에서는 오버행 구조가 RFPM 전동기와 AFPM 전동기의 전자기
적 특성에 미치는 영향을 살펴보았다. 먼저, 2D FEM에서 오버행 구조를 
갖는 RFPM 전동기를 해석하기 위한 기존 연구들의 문제점이 제시되었
으며, 이를 개선하기 위한 오버행 파라미터가 제안되었다. 아울러, 초기 
설계 단계에서 오버행 길이를 선정하기 위한 등가 자기모델을 제안하였
으며, 제시된 방법으로부터의 결과는 3D FEM 결과와 비교함으로써 해석 
기법의 타당성을 확인 할 수 있었다. 또한, 오버행 구조를 갖는 SPM 전
동기에 약자속 제어가 적용될 때, 영구자석의 불가역 감자가 발생할 수 
있는 문제점을 제시하고, 이를 극복할 수 있는 새로운 오버행 구조가 제
안되었다. 
한편, AFPM 전동기의 설계 시 사용되어 왔던 quasi-3D FEM이 영구자
석에 비해 고정자와 회전자가 돌출될 때 적용될 수 없는 문제점을 제시
하고, 이를 극복할 수 있는 개선된 quasi-3D FEM을 제안하였다. 또한, 
RFPM 전동기에 적용되어 왔던 오버행 구조가 AFPM 전동기에 적용될 
때, 전자기적 특성에 미치는 영향에 대해 살펴 보고 최적의 성능을 발휘
할 수 있는 구조를 제시하였다. 
마지막으로 여러 개의 국소 최적해를 갖는 복잡한 목적함수와 계산시
간이 오래 걸리는 오버행 구조를 갖는 영구자석 전동기의 최적 설계 문
제를 효과적으로 해결할 수 있는 multimodal 최적화 알고리즘을 제안하
였다. 
본 논문을 통해 제안된 기법의 검증을 위하여 2대의 시험용 전동기를 
설계, 제작 및 실험하였다. 다양한 실험 결과로부터 본 연구에서 제시된 
방법들의 정확성과 타당성이 검증 되었으며, 향후 오버행 구조를 갖는 




7.2 향후 연구 
 
본 논문에서 제시한 연구 내용들 이외에도 오버행 구조를 갖는 전동기
의 설계와 정확한 성능 예측을 위해서는 다양한 연구가 진행되어야 할 
것이다. 
본 논문에서 오버행 구조를 갖는 RFPM 전동기의 불가역 감자에 대한 
문제점을 제시하였다. 이와 관련하여 AFPM 전동기에서 오버행 구조가 
불가역 감자에 미치는 영향에 대해 살펴 볼 필요가 있다. 
본 논문에서 제시한 오버행 파라미터는 RFPM 전동기를 위한 해석 방
법이기 때문에 AFPM 전동기와 관련한 오버행 파라미터의 연구가 필요
하다. Quasi-3D FEM 기법에 오버행 파라미터를 적용한다면 2D FEM 만으
로도 AFPM 전동기의 오버행 효과를 고려 할 수 있을 것으로 판단된다. 
한편, AFPM 전동기의 경우 전자력에 의한 휨 현상에 의해 외경이 큰 
전동기의 공극을 결정하기가 쉽지 않다. 이와 관련된 연구가 완성되면 
AFPM 전동기의 공극 길이 결정을 위한 기준이 마련 되리라 예상된다. 
설계 시 정확한 철손 예측은 전동기의 효율 계산과 함께 열원을 추출
하는데 있어 필수적이다. 앞으로 AFPM 전동기의 철손과 관련된 연구가 
진행되어야 한다고 판단된다. 
마지막으로 현재 영구자석 전동기의 설계 및 해석 수준은 전자계 특성
을 정확하게 고려할 수 있는 단계에 있다. 하지만 전동기의 소형화, 고효
율화에 힘입어 전자계 특성과 함께 기계적 특성을 함께 고려해야 하는 
multi-physics와 관련한 요구가 증가하고 있는 실정이다. 따라서 이를 위
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This paper describes the overhang effect of radial flux permanent magnet 
(RFPM) motor and axial flux permanent magnet (AFPM) motor. First, several 
conventional methods have been surveyed. 
The previous study considered an overhang effect in a 2D FE analysis through 
correction of the remanence flux density in a PM. In order to correct the air-gap 
flux density between models with and without the overhang structure, the 
remanence of the PM was increased according to the difference in the air-gap flux 
density. However, if the motor has a small overhang and a high aspect ratio, the 
difference of the air-gap flux density between a model with and without the 
overhang structure would be very ignorable. To address this problem, this paper 
proposes a novel analysis method that considers the overhang effect in a 2D FE 
analysis. The proposed method determines the effective remanence flux density 
through a single magneto-static FE analysis. 
Using the proposed equivalent-circuit-method considering the overhang 
structure, the characteristic analysis was carried out to examine the variation of air-
gap flux density according to the overhang length. As a result, it confirmed the 
validity of the proposed model by comparing with 3D FEM. 
When the field weakening method is used for the control of a surface-mounted 
permanent magnet motor, the overhang structure cannot be used due to the partial 
irreversible demagnetization. To resolve this problem, a novel structure is proposed, 
which can increase the motor performance via the overhang structure without 
irreversible demagnetization in the overhang part. 
The AFPM motor was subdivided into a sufficient number of independent 
computation planes. Then, it is performed with 2D FEM on each plane, and finally 
composes the overall performance of the AFPM motor from the computation 
results obtained for individual design plane. Such a design method is called quasi-
3D FEM. If a rotor and a stator are longer than the permanent magnet, a quasi-3D 
FEM cannot be applied in the AFPM motor because there is no magnetic source at 
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both end-parts. Therefore, we proposed improved quasi-3D FEM. 
The overhang structure was applied to the AFPM motor. Then, we analyzed the 
overhang effect according to the overhang structure and proposed optimal structure. 
The objective functions encountered in electromagnetic problems often exhibit 
nonlinear effects, computationally expensive evaluations, and multiple optima. In 
order to deal with such problems, it is often desirable to obtain not only the global 
optimum but also the local optima as diverse solutions provide an insight into the 
nature of input space and suggest alternative solutions against the limited 
conditions. In this paper, a novel algorithm for multimodal function optimization in 
motor design is developed. A new concept, named climb method, is proposed to 
realize the multimodal function optimization scheme. The concept constructs a 
level curve through the employment of efficient interpolation schemes in order to 
estimate problem region and allows only one solution to survive for each level 
group. Hence, the proposed algorithm is more efficient and practical than 
conventional ones because a smaller number of function evaluations is required. 
Moreover, it has additional advantage of easy implementation. The results obtained 
over the test function and the motor optimization problem show the applicability of 
the proposed algorithm. 
Finally, the proposed methods were applied to design, analysis and experiment 
of two prototype motors. Through the comparison between simulation results and 
experimental ones, the validity of proposed methods is clarified. 
 
Key words: Axial flux permanent magnet motor, irreversible demagnetization, 
optimal design, overhang, overhang parameter, radial flux permanent magnet motor. 
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